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Résumé
Les instabilités de combustion résultent d’un couplage entre le dégagement de chaleur d’une
flamme et l’acoustique de la chambre de combustion. Ce phénomène peut engendrer de fortes
vibrations, une pollution sonore importante, voire la destruction complète du brûleur. Aussi, de
nombreuses études portent actuellement sur le contrôle de ces instabilités.
La solution adoptée pour la présente étude consiste à créer un dispositif de contrôle actif
(ou actionneur) capable d’avoir un effet fort sur le mélange entre les jets de réactifs et le fluide
ambiant. La configuration modèle étudiée ici consiste en un jet d’air (situation non réactive)
contrôlé par quatre petits jets auxiliaires tangentiels.
Différentes campagnes expérimentales ont conduit à l’optimisation de la géométrie des ac-
tionneurs et la configuration qui a été identifiée comme la plus efficace, en termes d’amélioration
du mélange en sortie de jet, a fait l’objet de simulations numériques des grandes échelles (LES).
L’objectif de la partie numérique de ce travail est double. D’une part, les différentes simu-
lations réalisées autorisent une meilleure compréhension des phénomènes complexes impliqués
dans le contrôle. D’autre part, nous montrerons en quoi la LES est un bon outil de prédiction
des effets du contrôle sur un écoulement.
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Abstract
Combustion instabilities occur when the flame heat release couples with the acoustic waves
propagating in the combustion chamber. This phenomenon can lead to strong vibrations and
noise but also, sometimes, to the complete combustion device failure. That is the reason why so
many studies focus on the control of those instabilities.
The method chosen in this study consists in an active control device (or set of actuators)
having a strong effect on the mixing of the burner exhaust flow with the ambient fluid. The model
configuration studied consists in a non reactive jet of air controlled by four small tangential
secondary jets.
Experiments have been carried out to optimize the control device geometry. The configuration
identified as the most efficient, in terms of mixing enhancement, has been simulated through
Large Eddy Simulations (LES).
The objective of the numerical part of the present work is double. First, the numerical
simulations provide a better understanding of the phenomena occurring when the control is on.
Then, it is shown that LES can be considered as a tool to predict the effects of a control device
on a flow.
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Avant-propos
Ce travail de thèse a été effectué au sein du groupe Ecoulements et Combustion de l’Institut
de Mécanique des Fluides de Toulouse (IMFT). Il s’inscrit dans un projet commun de recherche
traitant de la réduction de la consommation énergétique et de l’émission des polluants dans
les brûleurs de gaz sidérurgiques. Ce projet est cofinancé par Air Liquide et l’Agence De l’En-
vironnement et de la Maîtrise de l’Energie (ADEME) et les travaux de recherche sont menés
conjointement à l’IMFT et au laboratoire EM2C de l’Ecole Centrale de Paris, au travers d’une
deuxième thèse.
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Chapitre 1
Introduction
1.1 Contexte industriel
Afin de satisfaire les besoins en vapeur et en électricité de ses clients, mais aussi ceux de
ses propres usines, Air Liquide dispose de plusieurs centrales de production de vapeur et d’élec-
tricité par co-génération (figure 1.1). Ce principe de production simultanée de deux sources
d’énergie offre un meilleur rendement énergétique que lors d’une production séparée. De plus, il
rend possible la valorisation de résidus industriels à pouvoir énergétique important (notamment
en sidérurgie), réduisant ainsi la consommation d’énergie et les incidences sur l’environnement.
L’étude menée ici concerne la valorisation des gaz sidérurgiques des hauts fourneaux (HF) prin-
cipalement constitués de CO et N2 et des gaz des fours de cokerie (FC) principalement constitués
de H2 et CH4.
Le schéma de la figure 1.2 représente la configuration utilisée industriellement. Le gaz FC
(à Pouvoir Calorifique Inférieur, PCI, important) est injecté au sein d’un écoulement d’air fai-
blement swirlé (cf § 1.4) débouchant dans un ouvreau. Celui-ci est raccordé à un écoulement
annulaire de gaz HF (à faible PCI). Etant donnée la faible pression disponible sur le gaz HF,
son injection se fait à travers une large section. Les conditions normales de fonctionnement de
ce type d’installation sont les suivantes :
— Le gaz FC, injecté avec une forte impulsion, brûle avec l’air qui l’entoure. La flamme ainsi
produite sert de flamme pilote.
— La combustion du gaz HF est accrochée sur la flamme de gaz FC.
Cependant, les débits de gaz FC et HF, produits par des processus indépendants, changent
de façon considérable pendant l’exploitation. Il faut donc que l’installation soit capable de brûler
des gaz dont la composition peut varier du FC pur à du HF pur. De plus, les dimensions de
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Chapitre 1. Introduction
Fig. 1.1: Production simultanée de vapeur et d’électricité par co-génération.
Fig. 1.2: Brûleur de revalorisation des gaz sidérurgiques. Echelle non respectée.
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l’installation industrielle sont importantes (environ 1000m3) et lui confèrent donc des modes
acoustiques propres de basses fréquences. Le couplage entre ces changements de composition
et ces modes acoustiques basse fréquence peut conduire au soufflage de la flamme voire à des
instabilités de combustion. Ces instabilités résultent d’un couplage thermoacoustique en milieu
confiné et sont contrôlées par les conditions de mélange des réactifs. Selon leur amplitude, il peut
en résulter une nuisance sonore et des vibrations pouvant s’avérer dangereuses pour l’installation.
Il est donc absolument nécessaire de se prémunir contre l’apparition de telles instabilités ou, au
moins, être capable de les éliminer si elles se manifestent : c’est le contrôle des instabilités de
combustion.
Il existe deux grands axes dans le contrôle des instabilités de combustion :
— le contrôle passif : la géométrie du brûleur et/ou de la chambre de combustion est modifiée
afin d’éviter l’apparition des instabilités de combustion (cf § 1.3.1),
— le contrôle actif : consiste en un apport d’énergie externe (cf § 1.3.2).
Les moyens actuellement à disposition pour pallier les instabilités de combustion sur l’ins-
tallation industrielle d’Air Liquide sont :
— l’utilisation d’un combustible support (gaz naturel), c’est-à-dire d’une flamme pilote : ceci
évite les soufflages de flamme (cf § 1.4.4) mais introduit une surconsommation énergétique.
En effet, l’énergie dépensée pour maintenir la flamme pilote peut atteindre 10% de l’éner-
gie totale fournie par le brûleur. De plus, la présence de la flamme pilote peut accroître
l’émission des oxydes d’azote (NOx), du fait de l’augmentation de la température dans le
foyer.
— l’amélioration du mélange des réactifs : c’est le mécanisme de contrôle des instabilités
qui est ainsi modifié. On est cependant ici confronté au problème des pertes de charge,
notamment en raison de la faiblesse de la pression d’alimentation en gaz HF et FC.
— la limitation de la plage de fonctionnement des brûleurs, en se cantonnant à des régimes
stables. Ceci se fait toutefois aux dépens de la rentabilité et de la performance de l’ins-
tallation et a donc un impact néfaste à la fois sur la consommation énergétique et sur la
pollution (émission de NOx et de CO2).
— Le bridage de certaines pièces, afin d’empêcher leur vibration. Toutefois, ce procédé atteint
rapidement ses limites et les sollicitations mécaniques sont telles que cette solution n’a
qu’une durée de vie très limitée.
La présente étude s’inscrit dans une volonté de réduire la consommation énergétique et les
émissions de polluants sur les installations de co-génération des sites sidérurgiques. L’idée est
ici de remplacer tout ou partie du gaz naturel utilisé dans la flamme pilote par des gaz résidus
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des hauts fourneaux ou des fours de cokerie, dans la limite des pertes de charge admissibles,
offrant ainsi une plus grande plage de fonctionnement stable. En réduisant la consommation de
gaz naturel, la production de NOx sera diminuée puisque la température de la flamme et donc
la teneur en NO devrait baisser.
La solution proposée est celle du contrôle actif des instabilités de combustion : en contrôlant
le mélange des réactifs, il sera possible de modifier les caractéristiques de la flamme et donc de
supprimer les instabilités. Après un rappel de quelques données théoriques sur les instabilités
de combustion, nous identifierons une zone de l’installation industrielle susceptible d’accueillir
le dispositif de contrôle.
1.2 Les instabilités de combustion
Les instabilités de combustion résultent d’une interaction thermoacoustique entre le déga-
gement de chaleur d’une flamme et l’acoustique de la chambre de combustion (Rayleigh [73],
Keller et al. [47], Yang et Culick [93], Candel et Poinsot [15], Crighton et al. [22]). Ce phénomène,
difficilement prévisible car encore mal compris, n’apparaît que dans un milieu confiné (i.e. une
chambre de combustion). On peut l’expliquer de la manière suivante : une perturbation dans le
champ de pression de la chambre entraîne, localement, une perturbation sur le taux de dégage-
ment de chaleur de la flamme, ce qui induit une nouvelle perturbation sur le champ de pression,
etc... Ainsi, la naissance d’une instabilité dépend du déphasage entre la perturbation acoustique
et la perturbation thermique : si elles sont en phase, une instabilité peut se développer.
Afin de mieux comprendre ce phénomène de couplage entre l’acoustique et la combustion,
nous allons établir les lois de l’acoustique pour un écoulement non réactif tout d’abord, puis
pour un écoulement réactif.
1.2.1 Acoustique dans un milieu non réactif
Soit un écoulement non réactif caractérisé par son champ de vitesse−→u , son champ de pression
p et sa densité ρ. Les équations de conservation s’écrivent :
— Conservation de la masse :
∂ρ
∂t +∇.(ρ
−→u ) = 0 (1.1)
— Conservation de la quantité de mouvement :
ρ∂
−→u
∂t + ρ
−→u .∇.−→u = −∇p+∇.τ + f (1.2)
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où f désigne les forces volumiques et τ le tenseur des contraintes visqueuses défini par :
τ ij = −
2
3
µ∂uk∂xk
δij + µ
µ
∂ui
∂xj
+
∂uj
∂xi
¶
(1.3)
µ désignant la viscosité dynamique de l’écoulement.
En première approximation, nous négligerons les forces volumiques et les contraintes vis-
queuses. De ce fait l’équation (1.2) devient :
ρ∂
−→u
∂t + ρ
−→u .(∇.−→u ) = −∇p (1.4)
Si par ailleurs nous négligeons les termes de source de chaleur, l’écoulement peut être consi-
déré comme isentropique et on peut alors écrire la loi de conservation de l’énergie sous la forme :
p = ργe
s0
cv (1.5)
où s0 est l’entropie de l’écoulement (s0 = cte).
En faisant l’hypothèse de petites fluctuations de vitesse et de pression :
p = p0 + p1
ρ = ρ0 + ρ1
−→u = −→u 0 +−→u 1
avec p1p0 << 1
avec ρ1ρ0 << 1
avec −→u 0 =
−→
0
où l’état 0 désigne l’état moyen et 1 les perturbations, les équations (1.1) et (1.4) deviennent,
au premier ordre :
∂ρ1
∂t + ρ0∇.
−→u1 = 0 (1.6)
ρ0
∂−→u1
∂t +∇p1 = 0 (1.7)
De plus, l’équation (1.5) donne :
p1 = c20ρ1 (1.8)
où co représente la célérité du son dans l’écoulement, donnée par :
c20 =
µ
∂p
∂ρ
¶
s=s0
(1.9)
Ainsi, en manipulant les équations (1.6) et (1.7) on obtient l’équation d’onde :
1
c20
∂2p1
∂t2 −∇
2p1 = 0 (1.10)
En multipliant (1.6) par p1ρ0 et retranchant le produit scalaire de (1.7) par
−→u1 on obtient :
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∂e1
∂t +∇.f1 = 0 (1.11)
avec
e1 =
1
2
p21
c20ρ0
+
1
2
ρ0 k−→u1k2 (1.12)
et
f1 = p1−→u1 (1.13)
Ainsi nous avons écrit, pour un écoulement non réactif, un bilan local d’énergie acoustique
mettant en évidence que l’énergie acoustique e1 varie uniquement en fonction du flux acoustique
local f1.
Remarque : Nous verrons dans le chapitre 3 comment est traitée l’acoustique dans les simu-
lations numériques des grandes échelles. Toutefois, une remarque importante peut être formulée
dès à présent. Si l’on intègre le bilan 1.11 sur tout l’écoulement ainsi que sur une période de
l’oscillation (T = 2π/ω), on constate qu’une onde acoustique présente dans une simulation ne
peut en sortir si les conditions aux limites sont classiques, c’est-à-dire du type "mur", "entrée
à vitesse imposée" ou "sortie à pression imposée". En effet, le flux acoustique total, s’effectuant
aux conditions aux limites, est nul sur toutes les parois (−→u=0), sur toutes les entrées où la
vitesse est imposée (−→u=cte et donc −→u1 =
−→
0 ), ainsi que sur toutes les sorties ou la pression est
imposée (p=cte et donc p1=0). Ainsi, toute l’énergie acoustique contenue dans l’écoulement à
un instant t n’a aucun moyen de sortir du volume simulé. C’est la raison pour laquelle un effort
tout particulier doit être porté sur le traitement des conditions aux limites dans les simulations
numériques d’écoulements compressibles (cf. § 3.4).
1.2.2 Acoustique dans un milieu réactif
En suivant la même démarche que dans un écoulement non réactif, moyennant des hypothèses
supplémentaires (écoulement à faible vitesse, masse molaire identique pour chacune des espèces...
cf. Candel et Poinsot [15], Poinsot et Veynante [72]), les équations linéarisées des bilans de
quantité de mouvement et d’énergie deviennent :
∂−→u1
∂t = −
1
ρ0
∇p1 (1.14)
1
γp0
∂p1
∂t +∇.
−→u1 =
γ − 1
γp0
.w1T (1.15)
où
.w1T représente les fluctuations locales de dégagement de chaleur, sommées sur toutes les
espèces.
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En manipulant ces équations, on peut établir un bilan de l’énergie acoustique du type :
∂e1
∂t +∇.f1 = s1 (1.16)
où :
e1 =
1
2
p21
c20ρ0
+
1
2
ρ0 k−→u1k2 (1.17)
f1 = p1−→u1 (1.18)
s1 =
γ − 1
γp0
p1
.w1T (1.19)
La combustion fait donc apparaître un terme supplémentaire dans le bilan d’énergie acous-
tique (s1), qui est l’expression du couplage thermoacoustique dans l’écoulement réactif via le
produit d’un terme de fluctuation locale de pression p1 et d’un terme de fluctuation locale de
dégagement de chaleur
.w1T . s1 peut être un terme puits ou un terme source suivant le signe du
produit p1
.w1T . On peut alors considérer que les ondes de pression et de dégagement de chaleur
sont harmoniques, du type : x(t) = Re(xw(t)e−iωt) où les amplitudes xw(t) sont complexes.
Ainsi :
— si p1 et
.w1T sont en phase, s1 sera positif : une instabilité locale sera amplifiée.
— si p1 et
.w1T sont en opposition de phase, s1 sera négatif : une instabilité locale verra son
amplitude diminuer.
Ceci est le critère de Rayleigh sous sa forme locale. Toutefois, pour savoir si une instabilité
globale peut se développer, il est nécessaire d’intégrer l’équation (1.16) sur tout le volume de
l’écoulement ainsi que sur une période de l’oscillation T = 2π/ω. On obtient alors :Z
V
∂E1(M)
∂t dV| {z }
(1)
+
Z
S
³−→F1(M).−→n ´ dS| {z }
(2)
=
Z
V
S1(M)dV| {z }
(3)
(1.20)
où E1, F1 et S1 représentent respectivement les valeurs moyennes sur une période d’oscillation
de e1, f1 et s1 au point M définies par :
E1(M) =
1
T
Z
T
µ
1
2
p21(M, t)
c20ρ0
+
1
2
ρ0
°°−−−−→u1(M,t)°°2¶ dt
−→F1(M) =
1
T
Z
T
p1(M, t)−→u1(M, t)dt
S1(M) =
1
T
γ − 1
γp0
Z
T
p1(M, t)
.w1T (M, t)dt
Le terme (1) de l’équation (1.20) correspond à la variation de l’énergie acoustique totale
moyennée sur une période. Dans le cas non réactif, elle est entièrement compensée par le flux
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acoustique (2). Ici, la combustion induit un terme supplémentaire (3). Ainsi, si le terme (3) est
plus grand que le terme (2), une instabilité globale sera amplifiée. Toutefois, cette amplification
ne se poursuivra pas indéfiniment, puisque un cycle limite sera atteint quand les termes (2) et
(3) seront égaux.
Il est maintenant important de connaître le taux de croissance d’une telle instabilité de
combustion. Pour cela il est nécessaire de déterminer les termes (1) à (3) de l’équation (1.20),
toujours dans le cadre de l’hypothèse de fluctuations de type harmoniques.
(1) = E =
Z
V
µ
1
4c20ρ0
pwp∗w +
1
4
ρ0 k−→uwk2
¶
dV
(2) = F =
Z
S
1
2
Re(p∗w(−→uw.−→n ))dS
(3) = S = γ − 1
2γp0
Z
V
Re(pw
.w∗w)dV
Si l’on définit le taux de croissance g de l’instabilité des ondes de pression, vitesse et déga-
gement de chaleur par pw(t) = P1egt, −→uw =
−→U1egtet ww =W1egt, on obtient :
g = 1
2E (S − F ) (1.21)
Ainsi le taux de croissance d’une instabilité de combustion est directement proportionnel à la
différence entre le terme source induit par la combustion et les pertes acoustiques aux frontières
du domaine.
Remarque : pour modifier le terme p1
.w1T du critère de Rayleigh, on peut agir soit sur le terme
de fluctuation de pression (par exemple avec un haut-parleur) soit sur le terme de fluctuation
de dégagement de chaleur et donc sur le changement des caractéristiques du mélange. Ces deux
voies ont été investiguées pour le contrôle actif des instabilités de combustion, ainsi que nous le
verrons dans le paragraphe 1.3.2
1.2.3 Eviter les instabilités de combustion
Bien souvent, les instabilités apparaissent à des régimes de fonctionnement pour lesquels
les installations ne sont pas toujours initialement conçues, et ce dans un besoin croissant de
produire plus ou de polluer moins. Il y a plusieurs manifestations possibles lors de l’apparition
d’une instabilité de combustion dans une chambre, soit par ordre croissant de gravité :
— bruit : les fréquences typiques des instabilités de combustion sont de l’ordre de quelques
centaines de Hz.
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Fig. 1.3: Configuration industrielle. Chaque brûleur est équipé de six lances alimentées en fuel au milieu
d’un écoulement d’air swirlé.
— vibrations : une partie de l’installation peut entrer en vibration si l’amplitude des insta-
bilités est suffisamment forte. L’effet POGO dans les fusées est un exemple de vibrations
induites par la combustion et les structures.
— destruction partielle du brûleur : elle peut être due à deux phénomènes. Soit les composants
chauffent et finissent par fondre du fait du déplacement du front de flamme vers des zones
normalement hors d’atteinte, soit les vibration sont telles que des composants se rompent.
— destruction totale du brûleur : lorsque le phénomène prend une ampleur très importante.
De telles destructions ont été observées dans des cowpers de haut fourneaux, des moteurs
de fusée, des moteurs d’avion, etc...
Toutes ces manifestations sont naturellement indésirables sur une installation industrielle,
aussi est il important de pouvoir supprimer ou contrôler les instabilités de combustion. On
peut alors envisager de fonctionner à certains régimes, préalablement identifiés comme sans
risque. Cependant, dans de nombreuses applications, les caractéristiques physiques de l’écoule-
ment (composition, pouvoir PCI...) peuvent varier très fortement, même d’un jour à l’autre. Il
devient donc délicat de cartographier les régimes de fonctionnement stables et c’est pourquoi il
est préférable de chercher une solution du côté du contrôle de ces instabilités de combustion.
1.2.4 Le choix de la zone de contrôle
Les manifestations de la présence d’instabilités de combustion se sont fait ressentir par de
fortes vibrations sur le site industriel de Marseille. Le foyer de combustion est ici constitué de
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Fig. 1.4: Choix de la zone de contrôle. Le bruleur modèle ne sera constitué que d’une lance sur laquelle
sera placé le dispositif de contrôle.
six brûleurs répartis circulairement dans un écoulement fortement swirlé d’air plus ou moins
vicié. Chacun des six brûleurs est constitué de six lances circulaires (figure 1.3). Le gaz FC
est injecté par ces lances. Dans ce système industriel complexe, à plusieurs "étages", il a fallu
identifier la partie qui serait la cible du contrôle. Compte tenu des dimensions du foyer (de
l’ordre de 1000m3), il est impossible d’envisager un moyen de contrôle global de l’installation.
Aussi la présente étude portera sur le contrôle actif des instabilités de combustion au niveau
d’une lance (figure 1.4). En équipant la lance de FC d’un dispositif de contrôle visant à modifier
considérablement le mélange des réactifs, nous devrions pouvoir changer les caractéristiques de
la flamme de HF et donc, a priori, avoir un effet sur les instabilités.
Afin de simuler l’écoulement réactif en sortie de lance, nous utiliserons un brûleur modèle
constitué d’un tube alimenté par de l’air. Cet écoulement de type jet constitue à la fois une
configuration présente dans de nombreux systèmes industriels et un problème académique bien
posé puisqu’il s’agit d’un écoulement simple et générique. Les expériences seront réalisées sur
un écoulement non réactif et seront ensuite comparées aux simulations numériques des grandes
échelles (LES) de la même configuration.
Il s’agit donc ici de concevoir un dispositif de contrôle sur un écoulement non réactif en
vue de l’appliquer à une situation réactive. On cherchera à agir sur le terme
.w1T du critère de
Rayleigh. En effet, l’idée est d’agir sur le mélange des réactifs, donc sur la richesse locale de
l’écoulement et finalement sur la fluctuation locale de dégagement de chaleur. L’objectif est
donc ici de concevoir un système de contrôle ayant un effet fort sur le mélange d’un jet avec le
fluide environnant. Différentes études ont déjà porté sur ce sujet et plusieurs techniques seront
mentionnées dans la section suivante. Nous présenterons par la suite les éléments qui ont motivé
notre choix.
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1.3 Le contrôle des jets
L’objectif du contrôle d’un écoulement de type jet diffère suivant l’application industrielle
attenante. On peut ainsi contrôler un jet pour améliorer le mélange en sortie d’un injecteur
ou d’un brûleur (en combustion ou en aéronautique), mais aussi pour le faire battre, le diriger
(lorsqu’il est question de transferts de chaleur importants, pour l’éloigner des zones critiques),
diminuer l’émission d’oxydes d’azote ou bien encore la pollution sonore.
Nous allons ici essentiellement porter notre intérêt sur les différentes techniques de contrôle
du mélange d’un jet avec le fluide ambiant, ce qui constitue l’effet le plus souvent recherché, dans
quelque contexte que ce soit. En effet, l’amélioration du mélange permet de pallier de nombreux
problèmes (émission de polluants, instabilités acoustiques, ...) tout en améliorant le rendement
du brûleur.
Le mélange dans les zones de cisaillement d’un jet implique toutes les échelles de l’écou-
lement. Ainsi les grosses structures cohérentes, caractérisées par une distribution de vorticité
structurée et développées par l’instabilité de Kelvin-Helmholtz, affectent le mélange au niveau
macroscopique, tandis que les fluctuations de vitesse et donc la turbulence aux petites échelles
induisent un mélange à l’échelle moléculaire. Aussi, les méthodes de contrôle des écoulements ci-
saillés tendent à favoriser la tridimensionalisation de l’écoulement (donc l’entraînement du fluide
ambiant et le mélange) en agissant sur le développement naturel des structures cohérentes ainsi
que sur leur rupture au profit de la turbulence des petites échelles.
Il existe deux grandes catégories dans le contrôle d’écoulements en général et dans celui des
jets en particulier : le contrôle passif et le contrôle actif. Le contrôle passif consiste à affecter
la dynamique de l’écoulement en modifiant la géométrie de l’injecteur et/ou de la chambre de
combustion, alors que le contrôle actif repose sur un apport extérieur d’énergie.
1.3.1 Le contrôle passif
En modifiant la géométrie de l’injecteur, il est possible de conférer à l’écoulement une toute
autre structure. Nous porterons ici notre intérêt sur les techniques de contrôle passif consistant à
modifier la géométrie du brûleur. Le propos ici n’est en effet aucunement de chercher à modifier
la chambre de combustion. Deux grands axes de contrôle passif des jets se sont développés à
travers l’étude des jets non circulaires et celle de générateurs de vorticité axiale.
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Fig. 1.5: Phénomène de retournement d’axe pour un jet elliptique.
Les jets non circulaires
Les jets non circulaires sont au centre de nombreuses études car ils améliorent les perfor-
mances des brûleurs en augmentant le rendement de la combustion, en réduisant les instabilités
de combustion et en limitant l’émission de polluants (Gutmark et Grinstein [40]). On distingue
deux grandes catégories de jets non circulaires : les jets à rapports d’aspect important (i.e. les jets
ellipsoïdaux et rectangulaires) et les jets "anguleux" tels les jets carrés ou encore triangulaires.
Ho et Gutmark [42] montrent que les jets ellipsoïdaux et rectangulaires améliorent significati-
vement le taux d’entraînement par rapport à celui d’un jet rond. Il semble que deux phénomènes
soient impliqués. Au niveau macroscopique, le mélange est favorisé par un phénomène de retour-
nement d’axe (figure 1.5). En d’autres termes (considérant une ellipse par exemple), la direction
qui portait le petit axe en sortie de l’injecteur porte le grand axe de l’ellipse représentant une
coupe de l’écoulement plus en aval (Dhanak et Debernardinis [30]). Ces études ont également
établi qu’il pouvait se produire plusieurs retournements d’axe le long de l’écoulement et que la
distance qui sépare le premier de la sortie de l’injecteur augmente avec la vitesse de sortie du
jet mais diminue avec l’augmentation de la température. Par ailleurs, le mélange est amélioré
au niveau microscopique par l’amplification d’instabilités azimutales d’ordre élevé. Ainsi, une
flamme de diffusion issue d’un brûleur ellipsoïdal peut voir son dégagement de chaleur augmen-
ter, sa production de suies diminuer et son émission de NOx baisser de près de 20% par rapport
à un brûleur circulaire (Gollahalli et al. [38] ; Kolluri et al. [51]).
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Fig. 1.6: Caractérisation de l’entraînement de jets non circulaires : • jet rond ; ¤ jet carré et ⊕ jet
elliptique. D’après Gutmark et Grinstein [40].
Les jets "anguleux" améliorent le mélange par rapport aux jets circulaires tout en restant
moins efficaces que les jets ellipsoïdaux. Ceci s’explique par le fait qu’ils ne développent pas
le phénomène de retournement d’axe. Toutefois, du fait de la présence d’angles à la sortie de
l’injecteur, l’intensité de la turbulence et la tridimensionalisation de l’écoulement sont améliorées
par rapport à un jet "sans angle".
La figure 1.6 permet de caractériser l’entraînement du fluide ambiant par des jets de formes
variées : rond, carré et ellipse. L’entraînement se mesure sur ce graphique à partir de la pente des
courbes représentants le flux de masse en fonction de la distance à la sortie du jet. On constate
ainsi que l’entraînement pour un jet ellipsoïdal est 50% plus important que pour un jet rond (à
surface de sortie égale).
Notons ici que les jets rectangulaires combinent les avantages des jets à rapport d’aspect
important et de ceux avec angles. Ils sont donc très efficaces en termes d’amélioration du mélange.
Les générateurs de vorticité axiale
Le contrôle passif des jets ne se limite pas à modifier la forme de l’injecteur ou du brûleur.
En effet, il est également possible de conserver la géométrie d’un jet circulaire mais de placer
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Fig. 1.7: Injecteur muni d’un "deltatab" (d’après Zaman et al. [96]).
en sortie de petits obstacles qui vont créer de la vorticité axiale et ainsi améliorer le mélange en
interagissant avec la couche de cisaillement. Une des premières études sur ce sujet a été conduite
par Bradbury et Khadem [12] en 1975. Il s’agissait de placer de petites palettes ("tabs") de forme
carrée dans la section de sortie de l’injecteur. La surface occupée par ces palettes ne représente
que 1 à 2% de la surface totale de la section de sortie. Les résultats montrent que l’optimisation
du mélange a lieu pour deux palettes diamétralement opposées et qu’augmenter leur nombre
nuit à la qualité du mélange. Zaman et al. [96] ont utilisé des palettes de forme triangulaire
(figure 1.7) et ont également obtenu une amélioration du mélange attribuée à la génération de
vorticité axiale par les obstacles.
De nombreuses autres techniques ont été utilisées pour générer de la vorticité en sortie de
l’injecteur. Nous citerons ici Belovich et al. [6] et Mitchell et al. [64] qui se sont intéressés à
des injecteurs lobés, combinant ainsi à la fois la géométrie non circulaire de l’injecteur et la
génération de vorticité, notamment en utilisant un injecteur lobé évasé. L’effet d’une fente sur
la partie avale d’un injecteur a également été investiguée pour des injecteurs lobés (Yu et Yip
[95]) ou rectangulaires (Kim et Samimy [50]). Enfin, des études analogues ont été conduites en
phase liquide (Toyoda et al. [88]).
Les résultats obtenus en modifiant la géométrie de l’injecteur ou du brûleur semblent montrer
que toutes ces techniques sont efficaces, du moins dans les configurations étudiées. Naturelle-
ment, adopter ce genre de techniques nécessite de changer toute son installation et donc de la
rendre inopérationnelle pendant quelques temps. De plus, les régimes de fonctionnement d’une
installation industrielle varient au quotidien, si bien qu’une géométrie d’injecteur ou de brûleur
qui était efficace la veille ne le sera peut être pas le jour même ou le lendemain. C’est exactement
ce qui se produit dans la configuration industrielle à laquelle nous nous intéressons : la composi-
tion des gaz frais varie de manière importante au cours du temps. Aussi il peut être intéressant
de pouvoir ajuster l’effet du contrôle en fonction des conditions opérationnelles, ce qui est le
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principe même du contrôle actif. De plus, modifier une installation pour y ajouter un système
de contrôle actif (dit actionneur) peut ne nécessiter qu’une légère transformation, à l’inverse du
contrôle passif.
1.3.2 Le contrôle actif
Le contrôle actif consiste en un apport d’énergie externe à travers des actionneurs, géné-
ralement pilotés électriquement, dans le but de modifier une ou plusieurs caractéristiques de
l’écoulement.
Le contrôle actif est dit "en boucle fermée" s’il existe un senseur (capteur de température,
de pression...) transmettant à tout instant un signal à l’organe commandant le dispositif de
contrôle. Après traitement de ce signal, il est possible de décider s’il est nécessaire ou non de
mettre en fonctionnement (ou d’arrêter) le système de contrôle. Si cette branche de rétroaction
est inexistante dans le dispositif de contrôle (figure 1.8), celui-ci est sera dit "en boucle ouverte"
(Stone et Menon [85]).
Fig. 1.8: Représentation schématique du contrôle actif en boucle fermée et en boucle ouverte.
Dans un souci d’économie d’énergie, il sera plus avantageux de fonctionner avec un système
en boucle fermée plutôt qu’avec un système en boucle ouverte (Bloxsidge et al. [11], Lang et al.
[53], Hyunh-huu [43], Marro [59]). Toutefois il est nécessaire de définir au préalable un critère
déterminant l’activation ou la désactivation du système et de trouver un capteur adapté. Bien
souvent une régulation basique de type TOR (Tout Ou Rien) s’avère insuffisante et le contrôle
appliqué doit être adapté à la situation : on parle alors de contrôle actif adaptatif. Pour ce
faire, il est nécessaire de développer des algorithmes, plus ou moins complexes, qui permettent
d’ajuster le contrôle en fonction des données recueillies par les différents capteurs (Koumoutsakos
et al. [52], Murupaggan et al. [66], Paschereit et al. [70]). Une des difficultés pour ces systèmes
adaptatifs réside dans leur capacité à tenir compte des différents délais et déphasages induits par
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l’écoulement entre, par exemple, l’organe de contrôle et la flamme : la convection du carburant,
le mélange carburant/air, l’allumage, la propagation de la flamme...).
La plupart des technologies développées aujourd’hui pour le contrôle actif en général et celui
des jets en particulier peut être utilisée en boucle ouverte et fermée.
Nous allons à présent nous intéresser à quelques unes de ces technologies sans pour autant
espérer être exhaustif. Notons que parmi ces technologies, certaines ont été développées pour un
écoulement en phase liquide sans exclure pour autant une application à des écoulements gazeux.
Les haut-parleurs
Le haut-parleur est très souvent utilisé en contrôle actif, notamment dans le contrôle actif des
instabilités de combustion (Vermeulen et al. [89], Lang et al. [53], Bloxsidge et al. [11], Billoud et
al. [10], Gulati, 1990 [39], McManus et al. [63], Yoshida et al. [94]). Il s’agit, historiquement, de
l’un des premiers types d’actionneurs utilisés. Le principe de fonctionnement repose sur le fait
qu’un haut-parleur peut générer une onde acoustique qui vient perturber localement les champs
de vitesse et de pression de l’écoulement, permettant ainsi de contrôler les instabilités. Un intérêt
particulier quant à son utilisation est que l’onde acoustique créée se propage facilement dans
le dispositif : on peut placer le haut-parleur assez loin de zones délicates, telle une chambre de
combustion.
Les volets (”flaps”)
Suzuki et al. [86] ont élaboré un "injecteur intelligent", équipé de 18 volets équirépartis autour
de la section de sortie de l’injecteur. Ces volets sont commandés électromagnétiquement et offrent
une gamme de modes de fonctionnement très étendue. En effet, ils peuvent être actionnés en
phase, en alternance (une moitié des volets s’ouvre tandis que l’autre se ferme) ou bien encore
un à un.
C’est le mode alternatif qui conduit aux résultats les plus remarquables. En effet, en ac-
tionnant alternativement une moitié des volets, puis l’autre, les auteurs ont été en mesure de
reproduire la bifurcation du jet obtenue par Lee et Reynolds [55]. En s’appuyant sur une étude de
la dynamique des tourbillons générés par le battement des volets, Suzuki et al. [86] avancent une
hypothèse pour expliquer la bifurcation du jet : le phénomène responsable pourrait résider dans
les différences de circulation et de vitesse des deux moitiés de chacun des anneaux tourbillon-
naires crées par les battements. En effet, un volet se rabattant génère un tourbillon de vitesse
élevée et de circulation faible alors qu’un volet s’ouvrant génère un tourbillon de faible vitesse
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Fig. 1.9: Distribution de la vitesse moyenne le long de l’écoulement, Suzuki et al. [86].
mais de forte circulation. Ces différences font que les interactions entre les anneaux tourbillons
sont si fortes qu’elles suffisent, selon les auteurs, à faire bifurquer le jet.
La figure 1.9 montre ce phénomène de bifurcation. Sur cette figure sont représentés les profils
moyens de vitesse axiale pour le jet libre et le jet contrôlé. Pour le jet contrôlé, deux profils sont
représentés : l’un dans le plan où la bifurcation du jet apparaît, l’autre dans le plan orthogonal à
ce dernier. On remarque nettement la présence de deux bosses dans le profil à x/D=5, traduisant
la bifurcation. On notera alors que l’épanouissement du jet est considérablement augmenté et
donc que le mélange avec le fluide environnant est également amélioré.
Les tubes actionneurs
Davis [26] a conçu un moyen de contrôler activement un jet à l’aide de deux petits jets disposés
au même endroit que les palettes de Bradbury et Khadem [12]. Ces deux jets de contrôle imposent
en continu au jet principal des flux de quantité de mouvement transversaux avec lesquels il entre
en compétition (cf. figure 1.10). Davis montre que l’influence des jets de contrôle dépend de
leur vitesse débitante. Il distingue deux régimes de fonctionnement principaux. Pour des faibles
vitesses des jets de contrôle, il n’y a pas pénétration dans le jet principal, qui est seulement
légèrement distordu. Cependant, ceci conduit à une réduction des vitesses locales de l’ordre
de 30% et le mélange dans les zones de cisaillement est nettement amélioré. La réduction de
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Fig. 1.10: Contrôle du jet par deux tubes actionneurs, d’après Davis (1982).
la vitesse du jet principal est fonction du carré de la vitesse des jets impactants et du cube
(approximativement) de leur diamètre. En revanche, pour des vitesses élevées dans les tubes
actionneurs, le cône potentiel du jet principal est atteint, ce qui introduit de profondes distorsions
et le jet perd alors sa forme circulaire, rendant ainsi le contrôle délicat. Il semble donc, pour
Davis, que le régime le plus efficace pour actionner un jet avec des jets transversaux soit un
régime de faible vitesse dans de petits injecteurs.
Lardeau et al. [54] ont réalisé des simulations numériques directes d’une configuration très
voisine de celle de Davis [26] en étudiant entre autres l’effet de l’inclinaison des tubes actionneurs
par rapport à l’axe principal de l’écoulement. Il ressort de cette étude que le fait d’orienter les
tubes de sorte à induire du swirl s’avère préjudiciable pour la qualité du contrôle, aussi bien en
termes de décroissance de vitesse axiale que d’intensité turbulente.
Denis et al. [29] ont établi que le nombre optimal de jets de contrôle n’était pas deux comme
le laissait entendre Davis [26] mais quatre. Le dispositif utilisé est représenté sur la figure 1.11.
La configuration est celle d’un jet en présence de co-flow dans un milieu confiné. Selon les essais,
entre deux et six jets rectangulaires transversaux viennent impacter le jet principal. Il a ainsi
pu être établi quelle était l’orientation optimale des actionneurs pour le contrôle, le paramètre
de comparaison étant la surface de mélange : les actionneurs doivent être placés de manière à
venir tangenter le jet principal, une diagonale de la section de sortie des actionneurs devant
être alignée avec le plan de la section de sortie du jet principal. Ceci a pour effet de créer de la
vorticité longitudinale, venant directement interagir avec les structures cohérentes de la couche
de mélange du jet. Toutefois, les auteurs notent que la distance d’action des jets est faible : la
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Fig. 1.11: Dispositif expérimental pour un contrôle actif par tubes actionneurs (vue de dessous, d’après
Delville et al. [28] ; Denis et al. [29]).
couche de mélange du jet reprend une évolution naturelle à faible distance de la sortie du jet. Il
peut alors être envisagé d’actionner à nouveau le jet un peu plus en aval dans l’écoulement.
On notera également que les tubes actionneurs peuvent être utilisés dans des régimes totale-
ment différents. Ainsi, comme relaté ci-dessus, un des objectifs du contrôle actif est souvent de
ne nécessiter qu’un apport très faible en énergie, d’où l’intérêt, par exemple, d’utiliser des tubes
actionneurs de petites tailles et à des régimes de vitesses faibles. Toutefois, dans le cas de la
présente étude, il faut se souvenir de la configuration réelle : un brûleur industriel, au sol, dans
lequel est dégagée une quantité importante d’énergie, par combustion. Nous pouvons donc nous
permettre d’injecter des débits plus élevés dans les tubes et ce, tout en conservant un rapport
entre énergie de l’écoulement principal et celle de l’écoulement de contrôle très élevé.
Les tubes actionneurs offrent en outre la possibilité d’y pulser l’air en sortie. Selon les tech-
niques utilisées pour obtenir cette pulsation du jet de contrôle, plusieurs gammes de fréquence
pourront être atteintes. Une méthode pour pulser le jet est de recourir à un système composé
de deux disques, l’un statique l’autre en rotation (Delabroy et al. [27]) et percés d’orifices cir-
culaires. Le signal de vitesse de l’écoulement à la sortie de ce dispositif est donc sinusoïdal. Un
schéma de principe de cette technique de pulsation est représenté sur la figure 1.12.
Le disque mobile est entraîné en rotation par un moteur électrique et, de ce fait, la plage
de fréquences de pulsation obtenue avec un tel dispositif dépendra essentiellement du régime de
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Fig. 1.12: Système de pulsation d’un jet de contrôle.
fonctionnement du moteur. Des fréquences élevées peuvent être obtenues mais une limitation
de ce procédé apparaît, en ce sens où il faudra au système un certain temps pour atteindre le
régime de fonctionnement ou en changer : ceci exclut la possibilité de contrôle actif en boucle
fermée à haute fréquence.
Pour s’affranchir de ce temps de réponse indésirable, il est possible d’utiliser un tout autre
mode de pulsation des jets de contrôle : une vanne pulsante. Ici, les plages de fréquence dépendent
uniquement de la qualité de la vanne, les temps de réponses sont extrêmement faibles et le signal
généré peut être sinusoïdal ou de type créneaux (à condition d’être dans la bande passante de
la vanne). Cette technique ne peut cependant pas être employée pour des débits importants
(typiquement moins de 7 g/s pour une vanne MOOG-D633).
Remarque : Bien que des tests aient été effectués avec un écoulement de contrôle instation-
naire (de type créneaux ou sinusoïdal), nous ne présenterons ici aucun résultat relatif à ceci. En
effet, nous n’avons établi aucune amélioration significative du mélange dans ces régimes.
Les jets synthétiques
Davis et Glezer [25] ont muni un injecteur de neuf actionneurs de type jet synthétique. Le
principe de fonctionnement de ces jets synthétiques est le suivant : une membrane oscille à des
fréquences proches de celle de sa résonance dans une cavité (Amitay et Glezer [2], Smith et al.
[83]). Ces oscillations sont commandées par des piézo-électriques atteignant des fréquences de
40
1.3 Le contrôle des jets
Fig. 1.13: Les jets synthétiques, d’après Davis et Glezer (1999)
l’ordre de 1200 Hz. Le jet est appelé synthétique car il ne nécessite aucune source de fluide (débit
moyen nul). Plusieurs configurations permettent d’actionner le jet principal de manière radiale
(figure 1.13-a) ou axiale (figure 1.13-b).
Les auteurs affirment qu’à l’aide de ce dispositif il est possible d’interagir simultanément sur
les structures cohérentes et sur les micro-structures de la couche de cisaillement. Ceci a en outre
pour effet de supprimer l’instabilité naturelle de Kelvin-Helmholtz de la couche de cisaillement du
jet. De ce fait, le transfert d’énergie des grosses structures vers les plus petites s’en voit amélioré.
Les limitations de ce procédé sont, d’une part, qu’il ne fonctionne pas lorsque l’on augmente la
température puisque les piézo-électriques ne supportent pas les hautes températures, et d’autre
part, que les vitesses maximales atteintes dans les jets de contrôle restent faibles.
Les actionneurs fluidiques
La fluidique est une technologie fondée sur les propriétés d’attachement, de décollement
et de déviation des jets de fluide en présence de parois fixes. Elle repose sur le fait qu’un jet
s’écoulant dans une tuyère divergente symétrique est attiré tantôt par une paroi tantôt par
l’autre. De plus, le moindre gradient de pression traversant le jet peut le faire aller d’une plaque
vers l’autre. La fluidique a alors été utilisée pour le contrôle actif des jets. Viets [91] a élaboré une
série d’injecteurs utilisant ce principe, tel celui de la figure 1.14. L’intérêt principal de ce type
d’actionneur est qu’il ne comporte pas de parties mobiles.Ce procédé est notamment pleinement
investigué dans le cadre du contrôle de la poussée des engins aéronautiques et spatiaux réalisé
en plaçant une surface incurvée en sortie d’injecteur (Mason et Crowther [61]).
Remarque : Nous rappelons ici le caractère non exhaustif de cette étude sur les actionneurs
rencontrés dans la littérature, la priorité n’étant pas de dresser un inventaire des actionneurs
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Fig. 1.14: Actionneur fluidique, d’après Viets (1975)
utilisés pour le contrôle actif des instabilités de combustion au sens général : nous nous sommes
limités à des types d’actionneurs adaptables sur un jet et à une échelle industrielle. De plus
amples informations sont disponibles dans des articles de "review", comme par exemple ceux de
McManus et al. [63] et Annaswamy et Ghoniem [3] pour ce qui est du contrôle des instabilités
de combustion et celui de Docquier et Candel [31] sur l’aspect des capteurs et autres senseurs.
1.3.3 Le choix retenu pour nos actionneurs
Notre choix s’est porté sur les tubes actionneurs, et ce pour différentes raisons :
— Pour être utilisables en situation industrielle (et donc réactive), nos actionneurs devront
vérifier quelques critères élémentaires mais importants : faible encombrement, résistance
aux hautes températures et aux vibrations. De plus ils devront pouvoir contrôler un écou-
lement de fort débit. Aussi, certains des actionneurs cités dans le § 1.3.2 sont d’ores et
déjà inutilisables. Par exemple, les actionneurs de type jet synthétique sont mus par des
piezo-électriques. Ils ne pourront alors pas résister aux hautes températures de la chambre
de combustion. De même, la relative complexité du système de volets du § 1.3.2 rend son
utilisation en configuration réelle très délicate.
— Le temps de réaction d’un système de contrôle actif est déterminant quant à son utilisation
potentielle dans un système de contrôle en boucle fermée. Ainsi, certains actionneurs (les
tubes ou les haut-parleurs par exemple) s’y prêtent mieux que d’autres (les actionneurs
fluidiques) car leur temps de réponse est plus faible.
— Enfin, plusieurs études ont déjà été menées au sein du groupe Ecoulements Et Combustion
(EEC) de l’Institut de Mécanique des Fluides de Toulouse, notamment en milieu dipha-
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sique, avec ce type d’actionneurs (Marro [59], Robart [74]) et les résultats obtenus laissent
penser que leur application à notre configuration est bien adaptée.
Le dispositif d’actionneurs retenu est composé de quatre tubes actionneurs circulaires (cf.
chapitre 4). A la différence de la plupart des auteurs, les tubes débouchent dans l’écoulement
principal en amont de la zone d’éjection du jet. En outre, en faisant varier l’orientation des tubes
actionneurs par rapport à la direction principale de l’écoulement il nous est possible de conférer
à l’écoulement contrôlé un effet supplémentaire : le swirl.
1.4 Le swirl
1.4.1 Le nombre de swirl
Le swirl consiste à ajouter une composante azimutale au champ de vitesse d’un écoulement.
Il en résulte, dans un écoulement confiné, un équilibre entre les forces centrifuges agissant sur
les par ti cules fluides et l es forces de pression (Beér et Chigier [5]), conférant à l’écoulement
un effet de courbure au niveau de la zone de mélange (Panda et McLaughin [68]). Le swirl
rend les structures cohérentes, fortement organisées dans le cas du jet libre, plus faibles en
supprimant le vortex-pairing (appariement des tourbillons) et en favorisant un accroissement de
la turbulence (Panda et McLaughin [68]). Il a été observé qu’à partir d’une certaine intensité
de swirl (i.e. une composante azimutale dans le champ de vitesse importante) une zone de
recirculation apparaissait dans l’écoulement principal. La taille et la position de cette zone de
recirculation varient avec l’intensité du swirl (Beér et Chigier [5], Leuckel et Fricker [56] , Escudier
et Keller [34], Sheen et al. [79]). Cette zone est un élément essentiel pour stabiliser les flammes
car elle contient des gaz frais préchauffés et permet l’accrochage de la combustion.
Aussi, il semble nécessaire d’introduire un paramètre pour différencier ces différents états
possibles pour un écoulement swirlé (ou vrillé). Chigier et Beér [17] furent les premiers à intro-
duire un tel paramètre : le nombre de swirl S. Ce nombre est défini à partir du flux axial de
moment angulaire Gϕ et du flux axial de moment axial (i.e. la poussée axiale) Gx par :
S = GϕRGx
(1.22)
où R est le rayon de sortie du brûleur (ou de la buse). Les flux Gϕ et Gx sont :
Gϕ =
Z R
0
(Wr)ρU2πr dr (1.23)
et
Gx =
Z R
0
UρU2πr dr +
Z R
0
p2πr dr (1.24)
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où U et W sont respectivement les composantes axiale et azimutale du champ de vitesse et p la
pression statique de l’écoulement.
L’introduction de ce nombre de swirl repose sur l’observation de la conservation le long de
l’axe de l’écoulement des termes Gϕ et Gx dans le cas d’un écoulement non visqueux et non
confiné (Chigier et Beér [17], Kerr et Fraser [49]). Pour évaluer expérimentalement le nombre
de swirl, il faut avoir accès aux composantes U et W du champ de vitesse mais aussi au terme
de pression statique de l’écoulement. Ce dernier est bien souvent difficile à mesurer si bien qu’il
est admis d’omettre le terme de droite de l’équation (1.24), à condition de considérer le champ
de vitesse à l’intérieur du brûleur et non pas dans le jet. Aussi on introduit le nombre de swirl
S0 défini par :
S0 = GϕRG0x
(1.25)
où
G0x =
Z R
0
UρU2πr dr (1.26)
Le "classement" des écoulements swirlés en fonction de leur nombre de swirl est généralement
admis dans la littérature. Toutefois, il est nécessaire d’être mis en garde contre l’imperfection
d’un tel classement. En effet, puisque ce nombre est un simple rapport entre deux grandeurs
intégrales, il se peut que deux écoulements aient le même nombre de swirl et une répartition de
vorticité complètement différente (Panda et McLaughin [68]). De ce fait on ne tient pas compte
de la vorticité de la couche de mélange, pourtant à l’origine des instabilités centrifuges (Martin
et Meiburg [60]). On trouve alors d’autres définitions du nombre de swirl (Sheen et al. [79],
Billant et al. [9], Shtern et al. [81]).
1.4.2 Les techniques de génération du swirl
Il existe plusieurs manières de génér er du swirl dans un écoulement (Beér et Chigier [5] ,
Farokhi et al. [36]) :
— ailettes ajustables venant dévier tangentiellement l’écoulement axial. L’intensité du swirl
dépend alors directement de l’angle que forment les ailettes avec la direction longitudinale.
Plus exactement, le nombre de swirl est directement proportionnel à la tangente de cet
angle ( Beér et Chigier [5]) e t c e quel que soit le nombre de Reynolds Re de l’écoulement,
excepté pour les très faibles valeurs de ce nombre (Re ≤ 600) où un terme correctif fonction
de Re est à apporter (Sheen et al. [79]). On notera que ce type de dispositif génère un swirl
d’une intensité nécessairement limitée (par la conception des ailettes) et qu’il introduit des
pertes de charge importantes et ce d’autant plus que le nombre de swirl est grand (Mathur
et Maccallum [62]). Toutefois, de par sa simplicité, c’est ce dispositif qui est généralement
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utilisé dans l’industrie (notamment dans les turbines à gaz) et pour de très nombreuses
études sur les écoulements swirlés (Ateshkadi et al. [4], Broda et al. [13] par exemple)
— mise en rotation d’un tube (Rose [75]) ou d’une plaque (Lopez [57]). Le swirl ainsi généré
est toutefois très faible. Ce genre de dispositif est plutôt destiné à l’étude de l’eclatement
tourbillonnaire ("vortex breakdown") dont la zone de recirculation des écoulements swirlés
est une des représentations (Lucca-Negro et O’Doherty [58]).
— rotation autour de l’axe longitudinal d’une plaque percée de trous (Shi et Chehroudi [80]).
C’est une méthode qui produit une répartition homogène de l’effet de swirl dans toute la
section du jet et qui permet en outre d’atteindre des valeurs élevées de ce nombre.
— soufflage tangentiel sur la paroi d’un tube en présence d’un écoulement axial. L’intensité
du swirl est alors determinée par le rapport entre le débit injecté de manière tangentiel et
celui injecté de manière axiale (Chigier et Beér [17], Stephens et al. [84])
Rappelons la portée limitée de "l’universalité" du nombre de swirl. En effet, il semble que la
façon dont le swirl est généré ait une influence non négligeable sur la manière dont l’écoulement
sera affecté (Farokhi et al. [36], Leuckel et Fricker [56], Sheen et al. [79]).
Nous allons à présent nous pencher sur les effets du swirl sur un écoulement de type jet non
réactif dans un premier temps puis en présence de combustion.
1.4.3 L’effet du swirl sur un écoulement non réactif
A partir du critère établi dans le § 1.4.1, nous pouvons décrire les écoulements swirlés en les
séparant en deux catégories : les écoulements à swirl faible (S<0.6) et les écoulement à swirl fort
(S>0.6).
Ecoulements faiblement swirlés (S<0.6)
Pour des écoulements à faible nombre de swirl, il n’apparaît aucune zone de recirculation. Le
swirl induit une augmentation de l’entraînement du fluide ambiant au repos et une diminution
de la vitesse axiale de l’écoulement. Les profils de vitesse d’un écoulement faiblement swirlé
restent gaussiens jusqu’à environ S<0.5 (Chigier et Chervinsky [18]). Le degré d’ouverture du
jet ainsi que le flux de masse entraînée augmentent alors continûment avec le nombre de swirl.
Ecoulements fortement swirlés (S>0.6)
A partir de S=0.6 environ, les gradients de pressions longitudinaux ne sont plus suffisants
pour compenser l’énergie cinétique des particules fluides si bien qu’apparaît une zone de recir-
culation toroïdale dans l’écoulement. Benjamin [8] suggère que cette zone de recirculation est la
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représentation d’une transition d’un écoulement supercritique à un écoulement subcritique, par
analogie avec les ondes de chocs ou encore les ressauts hydrauliques. Sarpkaya [77] et Escudier
et Keller [34] confirmeront plus tard cette hypothèse.
Une des caractéristiques importantes de cette zone de recirculation est que son centre se
rapproche du nez de la buse (ou de l’injecteur) et que sa taille augmente à mesure que le nombre
de swirl de l’écoulement augmente.
1.4.4 L’effet du swirl sur un écoulement réactif
Le swirl est couramment utilisé en combustion car il a un rôle stabilisateur pour la flamme
(Beér et Chigier [5] , Leuckel et Fricker [56], Takahashi et Schmoll [87] , Sheen et al. [79]). En effet,
si l’intensité du swirl est suffisamment forte, une zone de recirculation va apparaître. Cette zone
de recirculation est une région dans laquelle les gaz frais et les gaz brûlés sont bien mélangés.
Elle constitue alors une zone de stockage de chaleur et d’espèces réactives en proche sortie du
brûleur, si tant est que l’intensité du swirl soit suffisamment importante. De plus, le swirl améliore
l’entraînement et donc la taille de la flamme est réduite. Aussi, le fait de recourir au swirl permet,
d’une part de travailler avec des vitesses de carburant plus élevées pour des flammes de diffusion
et d’autre part de réduire la taille de la chambre de combustion en combustion prémélangée
(Leuckel et Fricker [56]).
Comme nous l’avons vu dans le § 1.4.3, l’effet du swirl sur l’aérodynamique de l’écoulement
est important et varie suivant son intensité. Il en va de même en combustion. Ainsi que le montre
la figure 1.15 (Beér et Chigier [5] ) à chaque rép onse de l ’écoulement au swirl corresp ond un typ e
de flamme :
— Flamme de type A : l’intensité du swirl est faible. Le comportement de la flamme est
analogue à celui rencontré sans swirl. Le front de flamme se situe à une certaine distance
du brûleur.
— Flamme de type B : l’intensité du swirl est de modérée à élevée. De par la zone de recir-
culation, la flamme se stabilise plus près du nez du brûleur. C’est le type de combustion
recherché en général car elle est ici très intense du fait de l’existence d’une zone très
turbulente et très riche en gaz frais.
— Flamme de type C : les interactions flamme/parois sont intenses. Cette situation est gé-
néralement indésirable, excepté dans le cas de certains fours.
Concernant la combustion en diffusion (dans le cas d’une injection centrale de fuel et d’une
injection annulaire externe d’oxydant), et imaginant que les oxydants soient suffisamment swirlés
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Fig. 1.15: Différents types de jets et flammes swirlés (Béer, 1972)
pour induire une zone de recirculation, Leuckel et Fricker [56] mettent en évidence deux types
de flamme :
— la vitesse du fuel est suffisamment importante pour traverser toute la zone, seule une petite
partie du fuel brûle au passage dans la zone de recirculation et sert alors de flamme pilote
pour l’installation : le fuel restant est préchauffé. La flamme est donc intense et longue.
— la vitesse du fuel n’est pas suffisante, celui-ci se répand radialement. Le mélange est rapide
et la flamme courte et bleue.
Par ailleurs, Schmittel et al. [78] montrent que l’utilisation du swirl dans un brûleur à jets
séparés (diffusion) peut conduire à une réduction des émissions de polluants et notamment celle
des oxydes d’azote (NOx) dits "thermiques" (cf Annexe A). En effet, sous l’effet du swirl et donc
de l’amélioration du mélange des réactifs, la température de la flamme diminue. Or c’est cette
même température qui sert de catalyseur à la formation de NOx. Donc diminuer la température
de la flamme conduit à la baisse de production des NOx. De plus, lorsque l’intensité du swirl est
suffisante, augmenter le nombre de swirl revient à diminuer le temps de séjour dans les zones
chaudes du fait des fortes vitesses dans la zone de recirculation. Ceci a également pour effet de
limiter la production de NOx. Ces résultats conduisent naturellement à penser que l’on à intérêt
à swirler le plus possible l’écoulement. Cependant, du point de vue industriel, cela s’accompagne
d’inconvénients importants : augmenter le swirl (en changeant l’angle des ailettes par exemple)
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conduit à augmenter considérablement les pertes de charge au passage dans le swirler (ce qui
est très préjudiciable, spécialement pour les turbines à gaz). Par ailleurs, augmenter le swirl
conduit également à rapprocher la flamme de la zone de l’injecteur et donc favorise la remontée
de la flamme ("flash-back") ou du moins son accrochage sur les lèvres de l’injecteur, voire la
naissance d’instabilités. Les risques d’endommagement de l’installation sont donc très présents
dans ce cas de figure. Aussi, il est nécessaire de trouver une intensité du swirl qui réalise un
compromis entre d’une part la réduction d’émission de polluants (tels les NOx) et d’autre part
la distance de la flamme à l’injecteur. On voit ainsi toute l’importance du swirl tant du point
de vue de l’aérodynamique de l’écoulement que de celui du rendement de la combustion et de
l’environnement.
Aussi, grâce à nos actionneurs, nous allons pouvoir coupler deux effets forts pour contrôler
l’écoulement. D’une part, nous allons venir impacter le jet principal avec quatre jets issus de
tubes cylindriques et favoriser ainsi le mélange en améliorant l’entraînement de fluide ambiant.
D’autre part, nous serons en mesure d’ajouter une composante azimutale au champ de vitesse
de l’écoulement (en orientant les tubes d’une certaine manière par rapport à l’axe principal de
l’écoulement) et donc de le swirler.
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La figure 2.1 montre une représentation schématique du banc expérimental conçu, installé
et utilisé pour cette étude. Chacun des éléments constitutifs de ce banc est détaillé dans ce qui
suit.
2.1 La buse et ses évolutions
La buse est l’élément du banc expérimental sur lequel sont positionnés les actionneurs. Son
dessin a évolué au cours de l’étude, afin de permettre différentes améliorations, notamment au
niveau de la fixation des actionneurs. La figure 2.2 montre ces différentes évolutions :
— Dans un premier temps le dispositif de contrôle, indépendant de la buse, est placé en aval
du nez de celle-ci. Chacun des quatre tubes actionneurs, disposés en croix dans un plan
perpendiculaire à l’axe de l’écoulement se trouve juste à la sortie du jet. Cette configuration
a été testée dans le cadre du stage de DEA et a finalement été écartée : en situation réactive,
la présence de tube en aval de la sortie du brûleur est à proscrire, excepté éventuellement
dans le cas des brûleurs à jets séparés fonctionnant en régime de diffusion.
— Le nez de la seconde buse est fileté pour pouvoir venir y visser le dispositif d’actionneurs.
— La dernière buse permet d’intégrer directement les actionneurs. Sa chemise est plus épaisse
de sorte que les tubes actionneurs puissent y être usinés. Cette configuration a été adoptée
afin de pouvoir venir fixer une boîte de confinement à la sortie du jet, ainsi que le montre
la figure 2.3. De cette manière, nous nous rapprochons de ce qui pourrait être une confi-
guration industrielle, mais surtout de l’expérimentation développée au laboratoire EM2C
de l’Ecole Centrale de Paris pour une étude réactive de cette configuration.
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Fig. 2.1: Schéma du banc expérimental
Dans tous les cas, la buse est un élément à géométrie simple, représentative de nombreuses
applications industrielles.
2.2 Les actionneurs
Les actionneurs consistent en quatre tubes circulaires de petit diamètre disposés autour de
la buse. Le dessin de ceux-ci a été adapté en fonction de celui de la buse. Pour tester l’influence
d’un nouveau paramètre, une série d’actionneurs était conçue et usinée au laboratoire. Une
présentation détaillée des différentes configurations étudiées se trouve dans le chapitre 4.
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Fig. 2.2: Historique des différents systèmes d’actionneurs et buses utilisés
Fig. 2.3: Photographies de la buse et de la boîte de visualisation
2.3 Débitmétrie, alimentation
2.3.1 Soufflante
L’alimentation en air de l’écoulement principal est réalisée par un générateur d’air composé
d’une soufflante centrifuge à vitesse variable (moteur asynchrone et variateur de fréquence)
d’une puissance de 3kW couplé à un système de chauffage à résistances plongeantes à régulation
Proportionnel Intégral Dérivé (P.I.D.) d’une puissance de 17 kW.
Ce dispositif d’alimentation permet de générer des écoulements à fort débit (jusqu’à 100 g/s
à température ambiante) et à haute température (jusqu’à 700 K). Toutefois, le fait de venir
placer la buse en aval du générateur d’air contribuera à augmenter les pertes de charges de
manière significative et les débits maximaux qui pourront être atteints en seront affectés.
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Le débit d’air délivré par la soufflante est mesuré à l’aide d’un débitmètre massique thermique
BROOKS 5863S à affichage numérique. Ainsi, à chaque changement de régime (changement de
buse, augmentation du débit dans les actionneurs) il est possible de conserver le débit massique
de l’écoulement au travers de la buse, dit écoulement principal. Le débit massique de l’écoulement
principal est fixé à 4g/s, soit une vistesse moyenne au sein de la buse de 45m/s (Re=28000).
2.3.2 Système d’alimentation des actionneurs
Le circuit d’alimentation des actionneurs à partir du réseau d’air comprimé du laboratoire se
compose d’une électrovanne MOOG-D633 et d’un capteur de débit massique instantané DAN-
TEC S2140. La vanne MOOG (figure 2.4) est habituellement commercialisée pour une utilisation
haute-fréquence avec des liquides visqueux (huile). Son principe de fonctionnement repose sur
la technologie des moteurs à force linéaire. La pulsation de l’écoulement se fait grâce à un
électro-aimant qui actionne un chariot. Ce chariot est tantôt devant une sortie de la vanne,
tantôt devant l’autre, si bien que l’on obtient un écoulement pulsé dans chacune des deux voies
de sortie. L’avantage de cette vanne par rapport à une servovanne classique est qu’elle permet
d’atteindre des fréquences de pulsation de l’écoulement de l’ordre de 400 Hz. Elle est entière-
ment pilotable, aussi bien en termes de fréquence que d’amplitude, par un générateur de basse
fréquence ou GbF. La réponse de la vanne à un signal de commande en créneaux a été carac-
térisée : la fréquence de coupure de la vanne est de 400 Hz, le signal de sortie de la vanne (i.e.
le débit dans les actionneurs) reste de type créneaux jusqu’à 50 Hz, après quoi, si l’on continue
à augmenter la fréquence de pulsation, l’amplitude du signal diminue et le signal commence à
perdre sa forme en créneaux. Il faudra donc réajuster l’amplitude du signal pour compenser
ce phénomène si l’on veut rester à débit moyen constant. Pour un fonctionnement en régime
stationnaire, il suffit de régler la position du chariot de sorte à venir plus ou moins obstruer
l’orifice de sortie, contrôlant ainsi le débit d’air traversant la vanne.
La mesure du débit à travers le dispositif d’actionneurs est un élément clé du dispositif
expérimental. Cette tâche n’est pas très délicate lorsque l’écoulement est stationnaire, toutefois
elle devient extrêmement difficile lorsque l’écoulement dans les actionneurs est pulsé. Aucun des
débitmètres "classiques" disponibles sur le marché ne possède un temps de réponse suffisamment
court pour mesurer des fluctuations de débit à des fréquences pouvant atteindre 400Hz. La
solution adoptée ici consiste en un capteur de débit massique fabriqué par DANTEC (figure
2.5). Il a été spécialement modifié pour cette étude afin de couvrir une gamme de débit plus
importante. Le principe de fonctionnement de ce débitmètre repose sur celui de l’anémométrie
fil chaud. Une sonde est maintenue à température constante dans l’écoulement et toute variation
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Fig. 2.4: Vanne Moog D633 : vue externe (à gauche) et en coupe (à droite).
de la vitesse est mesurée à partir de l’énergie à fournir pour maintenir cette sonde à la bonne
température. Le temps de réponse d’un tel dispositif est inférieur à la milliseconde.
Le capteur de débit massique est initialement étalonné pour mesurer un débit d’air à tem-
pérature ambiante. Dans le chapitre 6 nous présenterons des résultats établis en injectant du
dioxyde de carbone (CO2) et un mélange Air-Hélium (Air-He). Nous avons donc étalonné le
capteur DANTEC pour ces deux gaz. Pour réaliser ces étalonnages, nous avons placé en série
le capteur de débit massique et le débitmètre massique thermique BROOKS. Ce dernier per-
met en effet la mesure du débit pour un écoulement de nature différente par utilisation d’un
simple facteur de conversion (cf. annexe B). La figure 2.6 représente les différentes courbes
d’étalonnage qui ont été établies puis utilisées. Chacune d’elles permet de déduire le débit mas-
sique de l’espèce traversant le capteur par simple lecture de la tension délivrée par celui-ci.
Fig. 2.5: Débitmètre instationnaire DANTEC
S2140.
1.5 2 2.5 3 3.5 4
0
0.2
0.4
0.6
0.8
1
Tension capteur (V)
dé
bi
t m
as
si
qu
e 
(g
/s
)
Air
CO2
Air-He
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2.4 Diagnostics
2.4.1 Strioscopie
Banc de strioscopie
Le banc de strioscopie (figure 2.7) utilisé dans le cadre de cette étude est un banc HUET-
ONERA utilisant la méthode Töpler (ou méthode en Z). Il est constitué de deux tables : émission
et réception.
La table d’émission comporte une source lumineuse, un couteau d’émission, un miroir plan
et un miroir parabolique.
— La source lumineuse est une lampe-flash au Xénon. Elle produit un arc de lumière blanche
guidé par deux électrodes. Juste en amont de la lampe se trouve un condenseur qui permet
de faire converger le faisceau de lumière en un endroit précis : le couteau d’émission. Ce
type de source lumineuse a été choisi pour la faible durée d’un flash (1,2µs), la fréquence de
pulsation élevée que l’on peut atteindre (100Hz) et le fait de pouvoir sans aucune difficulté
synchroniser les flashs de la lampe aussi bien avec la caméra de la table de réception (figure
2.7) qu’avec les actionneurs en mode pulsé. Toutes ces caractéristiques font de la lampe-
flash un excellent outil pour figer des écoulements même très rapides (vitesse d’écoulement
pouvant aller jusqu’à 120m/s).
— Le couteau d’émission est en réalité une fente de largeur réglable de sorte à laisser passer
plus ou moins de lumière. Les visualisations obtenues sont d’autant mieux contrastées que
la fente est fine. Le couteau est placé au foyer objet d’un miroir parabolique, c’est donc un
faisceau parallèle de lumière qui traverse l’écoulement en direction de la table de réception.
Le premier élément de la table de réception que le faisceau parallèle rencontre est un autre
miroir parabolique. Le faisceau converge alors vers le foyer image du miroir sur lequel se trouve le
couteau de réception. Celui-ci est l’image du couteau d’émission à travers tout le système optique
que nous venons d’évoquer. Aussi, il coupe tous les faisceaux non déviés. Les faisceaux déviés à
la traversée de l’écoulement sont soit visualisés sur un écran en verre dépoli, soit capturés par
une caméra CCD.
La caméra utilisée ici est une caméra CCD analogique PULNIX 6701-AN monochrome non
entrelacée. Elle est munie d’un objectif 11-110 mm d’une ouverture de 1,8. Un PC équipé d’une
carte d’acquisition vidéo MATROX PULSAR permet de digitaliser les images avec une résolution
de 640*480 pixels.
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Fig. 2.7: Banc de strioscopie en Z.
Principe de fonctionnement
La méthode de strioscopie (Schlieren) a été développée pour la première fois par Töpler en
1864. Elle permet de visualiser les gradients de masse volumique d’un écoulement. Son principe
repose sur la loi de Lorentz-Lorenz qui relie l’indice de réfraction n d’un milieu transparent, pour
une radiation de longueur d’onde λ, et la masse volumique de ce milieu :
n2 − 1
n2 + 1 = K(λ)ρ (2.1)
où K dépend de la longueur d’onde et du milieu considérés. L’équation (2.1) se simplifie dans le
cas des gaz :
n− 1 = K ρρs
(2.2)
où ρs est la masse volumique du milieu dans les conditions standards de température et pression.
Enfin, il a été établi, pour un écoulement bidimensionnel, qu’un gradient d’indice de réfraction
impose au rayon lumineux un rayon de courbure R donné par :
1
R =
1
n
∂n
∂xi
(2.3)
De cette manière on montre que les rayons lumineux sont déviés dans la direction où l’indice
de réfraction du milieu croît. La méthode de strioscopie repose sur cette déviation des rayons
lumineux à la traversée d’un milieu présentant des gradients de masse volumique. Ainsi, grâce
à la caméra CCD installée sur le banc de strioscopie (cf. figure 2.7), il est possible d’intercepter
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une partie des faisceaux déviés. Les visualisations obtenues présentent des zones d’obscurcisse-
ment et d’éclairement selon le sens de déviation des faisceaux à la traversée de l’écoulement.
L’intensité du signal lumineux capté sur la caméra peut être réglée en manipulant le miroir
parabolique de réception, de sorte que le couteau de réception coupe plus ou moins l’image du
couteau d’émission. On visualise à l’écran la composante du gradient de masse volumique qui
est perpendiculaire au couteau de réception.
Remarque : La strioscopie est une méthode de diagnostic qualitative et non intrusive, ne
nécessitant aucun ensemencement de l’écoulement. Les visualisations obtenues sont intégrées
sur tout l’écoulement et ne représentent en aucun cas les gradients de densité de l’écoulement
dans un plan. Dans le cas présent, l’air injecté à travers la buse sera préchauffé (100 ◦C) afin
de rendre possible la visualisation du jet.
2.4.2 Anémométrie fil chaud
L’anémométrie fil chaud est un dispositif de mesure locale du champ de vitesse d’un écou-
lement. L’élément clé de cet outil de diagnostic est la sonde à fil chaud (ou film chaud pour
des écoulements liquides). Elle est constituée, pour les plus simples, de deux broches de petites
dimensions reliées par un fil métallique. Ce fil est généralement en tungstène ou en platine,
parfois constitué d’un alliage platine-iridium. Son diamètre varie de 5 à 10 µm. Le principe de
fonctionnement de ce système est décrit dans l’annexe C.
La figure 2.8 montre une représentation schématique du banc d’anémomètrie développé pour
cette étude. Les deux éléments constitutifs principaux sont l’anémomètre DANTEC Streamline
et le dispositif d’étalonnage DANTEC 54H10. Un intérêt tout particulier doit être porté sur
l’étalonnage de la sonde. Cet étalonnage est effectué avant chaque utilisation afin de prévenir
les dérives occasionnées par le changement de température ambiante ou encore de la pression
atmosphérique. Un étalonnage "classique" consiste à balayer toute la gamme de vitesse de l’écou-
lement à l’aide d’une soufflerie d’étalonnage. Un bon étalonnage doit se baser sur au moins une
vingtaine de points répartis sur la plage d’intérêt. Chaque point établit une correspondance
entre la tension délivrée par l’anémomètre et la vitesse mesurée à partir d’un différentiel de
pression dans la soufflerie d’étalonnage. A chaque changement de régime, i.e. à chaque fois que
l’on change la vitesse de sortie de la soufflerie d’étalonnage, il est nécessaire de laisser un temps
de stabilisation à la sonde. Ce temps est d’autant plus court que la vitesse est élevée (de trente
secondes pour U=60m/s à deux ou trois minutes pour U de l’ordre de 0.5 m/s). Ainsi, réaliser
un étalonnage classique pour une sonde fil chaud nécessite un temps relativement important. La
soufflerie d’étalonnage DANTEC 54H10 offre une alternative à ceci : un étalonnage précis avec
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Fig. 2.8: Banc d’anémométrie fil chaud.
seulement deux points, un à faible vitesse et l’autre à haute vitesse. Nous avons vérifié que cet
étalonnage rapide donnait des résultats identiques à un étalonnage classique plus fin. La figure
2.9 montre la parfaite correspondance entre les différentes courbes d’étalonnage (E,U) obtenues
avec trois techniques différentes : un étalonnage sur deux points et deux étalonnages multipoints
réalisés avec deux appareils différents et en utilisant deux lois différentes dans la correspondance
tension - vitesse :
— La loi de King :
E2 = A+BUn (2.4)
où A,B et n sont à déterminer par étalonnage.
— et son expression sous forme polynomiale :
U = D0 +D1 ∗E +D2 ∗E2 +D3 ∗E3 +D4 ∗E4 +D5 ∗ E5 (2.5)
où les Di , i=0,5 , sont determinés par étalonnage.
Afin de réaliser des profils de vitesse axiale de l’écoulement, le porte-sonde est fixé sur un
banc de déplacement électronique CHARLYROBOT. Une interface a été spécialement créée
entre ce robot et le PC d’acquisition afin de contrôler son déplacement. Ainsi, les profils obtenus
sont directement comparables avec les champs de vitesse axiale moyenne et fluctuante obtenus
par les simulations numériques de la même configuration.
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Fig. 2.9: Validation de l’étalonnage d’une sonde fil chaud avec 2 points seulement.
2.4.3 Fluorescence induite par laser
Lorsque une molécule est excitée par une source laser, elle atteint un niveau d’énergie supé-
rieur et instable. Pour revenir à un état stable, elle émet spontanément de la lumière : c’est la
fluorescence induite par laser. Cette technique de mesure de concentration est déjà très large-
ment répandue aussi bien dans des configurations réactives (mesure d’espèces chimiques dans les
flammes, Mungal et Smith [65]) que non réactives (caractérisation du mélange, de la dispersion de
polluants, de la topologie d’écoulements complexes, visualisation de jets liquides ou gazeux...cf.
Ben [7]). Elle repose sur le fait que le signal de fluorescence émis est directement proportionnel à
la concentration en l’espèce qui fluoresce. Lorsque l’écoulement étudié ne contient pas d’espèce
fluorescente dans les conditions d’utilisation du laser, une nouvelle espèce, appelée le dopant (ici
de l’acétone), est injectée dans l’écoulement à travers un dispositif d’ensemencement.
Ensemencement
L’objectif de l’ensemencement est d’ajouter à l’écoulement principal une espèce qui fluoresce
dans les conditions d’utilisation du laser. La technique d’ensemencement qui a été utilisée ici
relève du "chargement par barbotage" (figure 2.10). Il s’agit d’alimenter l’ensemenceur par un
gaz sous pression (celui que l’on souhaite charger en dopant) à travers un bouchon poreux.
Celui-ci crée un nuage de bulles de gaz qui se charge en vapeur d’acétone en traversant le bain
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Fig. 2.10: Dispositif d’ensemencement de l’écoulement principal par barbotage.
d’acétone liquide. On peut ainsi définir un taux d’ensemencement massique τ e par :
τ e =
mace´tone
mtotal
(2.6)
On peut alors montrer que le taux d’ensemencement est fonction de la température et de la
pression : τ e croît avec la température et décroît avec la pression.
Ce dispositif d’ensemencement, de par son fonctionnement, est particulièrement efficace pour
des débits faibles. Si l’on souhaite ensemencer des écoulements à plus fort débit, il suffit de mettre
plusieurs ensemenceurs en parallèle.
Des tests réalisés sur notre dispositif d’ensemencement (constitué de deux ensemenceurs en
parallèle) lors d’études antérieures (Ben [7]) ont montré que :
— la pression de vapeur saturante était atteinte, ce qui assure un chargement constant à
pression et température données,
— la concentration en acétone varie peu en fonction de la hauteur du bain d’acétone liquide :
moins de 4% pour un débit de 0.6g/s, soit un niveau de variation de l’ordre de celui de
l’intensité des tirs laser.
Le dispositif d’ensemencement doit être intégré au banc expérimental de sorte à ce que le
dopant et l’écoulement que l’on souhaite ensemencé soit parfaitement mélangés au moment où
ils atteignent la nappe laser.
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Nappe laser
La fluorescence n’apparaît que si la longueur d’onde du faisceau laser incident est compatible
avec une raie d’absorption des molécules (écoulement principal ou dopant). Ici, le dopant utilisé
est l’acétone (CH3-CO-CH3) dont la bande d’absorption est comprise entre 225 et 320nm avec
un maximum à 275nm. De ce fait, l’excitation doit se réaliser dans l’ultra-violet et nous avons
donc utilisé un laser YAG quadruplé en fréquence. Il s’agit d’un laser Nd YAG pulsé, fabriqué
par Quantel, muni d’un cristal quadrupleur à régulation thermique. L’énergie est de 40mJ par
pulse à 266nm à une fréquence de 10Hz. La durée de chaque pulse est de 5ns et le diamètre
du faisceau de 5.5mm. Un miroir dichroïque placé à la sortie du faisceau permet de séparer
le faisceau à 266nm du faisceau à 532nm. La nappe laser est ensuite créée par une lentille
convergente (f=1000mm) et une lentille divergente cylindrique en silice synthétique.
Acquisition et Post-traitement
Afin de recueillir le signal de fluorescence nous avons utilisé une chaîne d’acquisition consitu-
tuée d’une caméra numérique, d’un intensificateur de lumière et un objectif à forte ouverture :
— caméra numérique Sensicam QE équipée d’un capteur CCD refroidi, 12bits, 1280*1040
pixels. Cette caméra permet l’enregistrement de régions d’intérêt, donc d’accroître la fré-
quence d’acquisition, et le regroupement de pixels (binning), donc d’améliorer le rapport
signal sur bruit et la sensibilité du capteur, au détriment toutefois de la résolution spatiale.
— intensificateur de lumière à obturation rapide PCO SG1 muni d’une galette de microca-
naux de diamètre 25mm de type S20. Le phosphore d’émission (de type P43) autorise
la compatibilité avec le spectre de réception du capteur de la caméra. La résolution spa-
tiale de cet intensificateur est de 25 lignes/mm. Afin d’éliminer le bruit induit par les
lumières parasites (éclairage de la pièce entre autres) la durée d’intensification est réduite
au minimum (de l’ordre de la centaine de nanosecondes).
— objectif Nikkor 58mm f/1.2 NIKON, à lentilles asphériques en verre doté d’un filtre passe-
bande Schott BG25, permettant de transmettre 90% du rayonnement collecté entre 300 et
500nm.
A travers cette chaîne d’acquisition, l’émission de lumière par fluorescence à chaque pulse
du laser est numérisée en une image stockée informatiquement. Pour ce faire, il est nécessaire
de veiller à la synchronisation des chacun des éléments du banc de PLIF (laser, caméra et
intensificateur) tout en tenant compte des différents temps de retard aux signaux de commandes.
Ce travail est effectué à travers un boîtier de synchronisation (piloté par le PC d’acquisition) et
un retardateur.
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Pour chaque configuration étudiée un millier de clichés sont ainsi stockés. Un travail de traite-
ment de l’image est alors indispensable pour passer de l’image brute au champ de concentration
réel essentiellement au niveau des hétérogénéités d’intensité de la nappe laser. Pour pallier ce
problème les images instantanées sont normalisées par une visualisation la nappe. Cette dernière
est obtenue en effectuant des clichés d’un écoulement homogène, où la concentration en acétone
est identique partout (typiquement dans une enceinte close). Une fois les images traitées elles
sont directement exploitables pour, par exemple, calculer des moyennes ou encore des écarts
types.
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Chapitre 3
Méthode Numérique
3.1 Simulation numérique en Mécanique des Fluides
Le besoin de recourir aux simulations numériques en Mécanique des Fluides est aujourd’hui
omniprésent dans de multiples domaines d’application (automobile, aéronautique et thermique
par exemple) et ce pour plusieurs raisons. Tout d’abord, les simulations numériques permettent
de comprendre les phénomènes impliqués dans un écoulement : l’accès à certaines informations
est rendu possible, l’écoulement peut être calculé et donc visualisé en 3D. De plus, les simulations
numériques permettent de tester l’influence de plusieurs paramètres sans avoir à reconstruire tout
un banc expérimental. On conçoit évidemment qu’il est plus aisé, par exemple, de modifier un
maillage de turbine à gaz plutôt que de faire construire de nouvelles pièces. Les simulations
numériques peuvent également permettre d’observer les comportements d’un écoulement dans
une géométrie à plus grande échelle ("scaling up") sans pour autant nécessiter la construction
de pilotes encombrants (par exemple en lit fluidisé).
Il existe trois types de simulation numérique en Mécanique des Fluides : RANS (Reynolds
Average Navier Stokes), DNS (Direct Numerical Simulation) et LES (Large Eddy Simulation).
3.1.1 RANS
Les simulations RANS résolvent les équations de Navier-Stokes moyennées. En d’autres
termes, la turbulence est ici entièrement modélisée. De ce fait, les résultats obtenus ne sont
pas toujours représentatifs de la réalité, surtout si les configurations simulées sont complexes (en
situation réactive notamment). Toutefois ce type de simulation permet d’obtenir un bon ordre
de grandeur de l’écoulement moyen aussi bien en termes de vitesse que de température ou de
pression. C’est pour cela que beaucoup des codes industriels actuellement sur le marché sont
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basés sur ce principe. Le coût de calcul (en temps CPU) est en effet relativement faible, ce qui
permet de simuler des configurations très complexes sur des maillages raffinés.
3.1.2 DNS
Les simulations DNS se situent complètement à l’opposé des simulations RANS. Ici, les
équations de Navier-Stokes sont entièrement résolues : la turbulence est calculée et non plus
modélisée. Ces simulations sont donc des plus précises mais ont un coût de calcul beaucoup trop
élevé pour qu’il soit envisageable (du moins à ce jour) de simuler une configuration industrielle
en DNS. En effet, le nombre de points nécessaire pour réaliser une DNS est directement lié
au nombre de Reynolds de l’écoulement (N'Re9/4, si la distance entre deux points voisins du
maillage est de l’ordre de l’échelle de Kolmogorov). Dans notre cas, le nombre de Reynolds est
aux alentours de 30000 et 10 milliards de points seraient alors nécessaires... Les simulations de
type DNS sont donc limitées à des calculs "académiques" de type boîte cubique de petit côté,
ou bien à des écoulements à faible nombre de Reynolds. Les résultats obtenus avec ce genre de
simulations sont par ailleurs très utiles pour créer des modèles qui seront ensuite utilisés en LES
ou en RANS.
Même s’il n’est pas exclu qu’un jour les moyens de calcul autoriseront de telles simulations, il
est nécessaire pour les quelques décennies à venir de proposer un compromis entre la rapidité des
simulations RANS et la précision des simulations DNS : il s’agit de la simulation des grandes
échelles.
3.1.3 LES
Les simulations LES résolvent les équations de Navier-Stokes filtrées spatialement (figure
3.1) : seules les petites structures sont modélisées alors que toutes les autres sont calculées. En
pratique, le filtrage spatial est imposé par le maillage : seules les structures plus grosses que le
maillage seront résolues. Par ailleurs, des modèles, dits modèles de sous-maille, sont introduits
pour simuler la turbulence des petites échelles. Avec ce genre de simulation, il est possible
d’obtenir des grandeurs moyennes mais également des grandeurs fluctuantes, ce qui fait l’intérêt
de la LES en comparaison aux simulations RANS. Les coûts de calcul, certes plus importants
que pour des simulations RANS, restent raisonnables et autorisent la simulation de géométries
complexes sur des maillages raffinés.
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Fig. 3.1: Modélisation dans les simulations numériques. A gauche : la turbulence est entièrement mo-
délisée dans les simulations RANS. A droite : seules les petites structures sont modélisées en LES, les
grosses structures sont calculées.
3.2 Le code utilisé : AVBP
3.2.1 Les équations de Navier-Stokes
Le code de calcul AVBP, développé au CERFACS et à l’Institut Français du Pétrole, résout
les équations de Navier-Stokes pour des configurations 2D et 3D sur des maillages structurés,
non structurés ou hybrides (www.cerfacs.fr/cfd). Les équations de Navier-Stokes traduisent trois
principes fondamentaux de conservation :
— la conservation de la masse,
— la conservation de la quantité de mouvement,
— la conservation de l’énergie.
Dire qu’une quantité se conserve signifie que toute variation de cette quantité dans un volume
élémentaire Ω ne peut être due qu’à une source interne (volumique Qv ou surfacique Qs) ou au
flux
−→F de cette quantité à travers la surface Σ du volume de contrôle. La représentation intégrale
de ce principe de conservation s’écrit de la façon suivante :
∂
∂t
Z
Ω
τdΩ+
I
Σ
−→F .−→n dΣ =
Z
Ω
QvdΩ+
I
Σ
QsdΣ (3.1)
Le vecteur
−→W des inconnues est alors traité sous forme conservative
−→W = (ρ, ρu, ρv, ρw, ρE)T (3.2)
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où ρ désigne la densité, u, v et w les composantes du vecteur vitesse dans les directions x, y et
z, et E l’énergie totale, de sorte que l’on puisse réécrire (3.1) sous la forme :
∂−→W
∂t +
∂−→F
∂x +
∂−→G
∂y +
∂−→H
∂z =
−→
0 (3.3)
avec les flux
−→F , −→G et −→H fonction de −→W et de son gradient ∇−→W . L’équation (3.3) représente alors
la forme tridimensionnelle cartésienne des équations de Navier-Stokes compressibles, celle qui
sera résolue par le code (annexe D) . Pour ce faire, il est nécessaire d’opérer une discrétisation
spatiale (à travers le maillage) et temporelle (à travers le pas de temps).
3.2.2 La discrétisation spatio-temporelle
Le maillage représente le premier élément clé dans la mise en place d’une simulation nu-
mérique. C’est de lui dont va prioritairement dépendre la qualité des résultats, pour un code
donné. Le code de calcul AVBP accepte les maillages structurés, non structurés ou hybrides.
De fait, un large éventail de discrétisations spatiales est rendu possible. Outre le fait que les
maillages non structurés autorisent l’utilisation de tout type d’éléments (hexaèdres, tétraèdres,
pyramides, prismes en 3D, triangles et quadrilatères en 2D) leur principal avantage réside dans
la facilité qu’ils offrent à raffiner une région précise de l’espace (et inversement à déraffiner).
Naturellement, plus un maillage possède de points plus le calcul sera précis mais inversement
plus il y aura de cellules plus chaque itération du calcul sera longue. Une importance toute par-
ticulière doit être portée sur la taille de la plus petite maille. En effet, dans le cas d’un schéma
d’intégration temporelle explicite, le pas de temps ∆t est directement limité par cette grandeur.
C’est la condition de stabilité CFL (Courant-Friedrichs-Lewy) qui s’exprime par :
∆tmax < CFL
∆xmin³°°°−→V °°°+ c´
max
(3.4)
où∆x représente le pas de discrétisation spatiale, c la célérité locale du son et CFL une constante
dont la valeur dépend du type de schéma numérique utilisé (0,7 pour notre schéma du troisième
ordre). A titre indicatif, le pas de temps de nos simulations était de l’ordre de 1.5.10−7 seconde.
3.3 Schémas et modèles
3.3.1 Les modèles de LES
Ainsi que nous l’avons vu dans le paragraphe 3.1.3, les simulations LES doivent modéliser
les phénomènes à petite échelle (inférieure à la taille de filtre ∆ = 3
√
Vcellule appliqué par la LES
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au travers du maillage) par l’intermédiaire de modèles de sous mailles. Ceux-ci sont caractérisés
par l’introduction de la viscosité turbulente νt = ρ × µt présente dans les équations. A chaque
définition de νt correspond un nouveau modèle de LES (Sagaut [76]).
Modèle de Smagorinsky : Le plus simple et le plus ancien des modèles LES (Smagorinsky
[82]), il définit la viscosité turbulente par :
νt = (CS∆)2
q
2fSijfSij (3.5)
avec : fSij = 1
2
µ
∂ eui
∂xj
+
∂ euj
∂xi
¶
− 2
3
∂fuk
∂xk
et CS = 0.18 (3.6)
Remarque : En incompressible ou dans une simulation compressible non réactive fSij est
proche de 12
³
∂ eui
∂xj
+
∂fuj
∂xi
´
car ∂fuk∂xk est nul (incompressible) ou très faible (en compressible non
réactif).
Développé dans les années 60, il a été depuis démontré que ce modèle avait des faiblesses dans
de nombreuses configurations, comme une trop forte dissipation de l’énergie au voisinage des
parois. Son utilisation reste néanmoins d’actualité dans des situations où la dissipation ajoutée
reste raisonnable.
Modèle de Smagorinsky filtré : Ce modèle est une évolution du modèle de Smagorinsky qui
permet d’atténuer sa forte dissipation et de le rendre plus performant. Pour cela, on applique un
filtre passe-haut sur le champ de vitesse pour écrire le tenseur des déformations Sij . On définit
alors νt par :
νt = (CSF∆)
2
r
2HP
³fSij´HP ³fSij´ (3.7)
où CSF =0.37. Ce modèle permet en général de mieux prédire les phénomènes de transition vers
la turbulence et de mieux préserver l’information localement (Ducros et al. [32]).
Modèle WALE (Wall Adapting Local Eddy viscosity model) : Ce modèle a été dé-
veloppé par le CERFACS dans l’optique de mieux aborder les phénomènes affectant les petites
structures aux parois (Ducros et al. [33], Nicoud et Ducros [67]). Il s’appuie sur le carré du
tenseur du gradient de vitesse résolu fgij . On écrit :
sdij =
1
2
(fgij2 +fgji2)− 1
3
fgkk2δij (3.8)
où δij désigne le symbole de Kronecker. Et on peut alors définir νt par :
νt = (Cw∆)2
(sdijsdij)3/2
(fSijfSij)3/2 + (sdijsdij)5/4 (3.9)
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où Cw=0.49. C’est ce modèle qui sera utilisé dans toutes les simulations présentées dans les
prochains chapitres.
3.3.2 Les schémas numériques
Les simulations numériques avec AVBP peuvent faire appel à un schéma numérique de type
volumes finis ou de type éléments finis. Le schéma numérique volumes finis est celui de Lax-
Wendroff (LW), du deuxième ordre en temps et en espace tandis que le schéma éléments finis
TTGC est du troisième ordre en temps et en espace. Le schéma TTGC présente l’avantage d’être
beaucoup moins dissipatif et dispersif que le schéma LW, mais a un coup CPU par itération
d’environ 2.5 fois celui du schéma volumes finis LW (Colin [19]).
Pour effectuer des simulations de type LES il est nécessaire d’avoir un schéma d’intégration
qui permette une bonne résolution de toutes les fréquences spatiales de l’écoulement, i.e. qui
puisse convecter les structures turbulentes de tout nombre d’onde. L’hypothèse forte de la LES
est que ce sont les grosses structures qui sont les échelles importantes de la turbulence. Il est
donc nécessaire que le schéma numérique utilisé soit capable de convecter de telles structures sur
des distances et des temps qui peuvent être très grands : il faut donc commettre des erreurs de
dissipation et de dispersion aussi faibles que possible. C’est ici qu’apparaît l’intérêt d’un schéma
numérique d’ordre élevé, puisqu’il permet de limiter la dispersion et la dissipation par rapport
à un schéma numérique d’ordre inférieur. Pour les petites structures, le schéma numérique doit
être tel que ce soit la physique qui reste le seul acteur de la dissipation de l’énergie turbulente
de l’écoulement (au travers des viscosités moléculaire et turbulente). Les petites structures de
l’écoulement seront donc d’autant mieux résolues que le schéma numérique sera peu dissipatif.
3.3.3 La viscosité artificielle
Les schémas numériques précédemment décrits sont tous centrés en espace et sont donc
naturellement soumis à des oscillations de petite échelle aussi appelées wiggles (Vichnevetsky
et Bowles [90]). De nature purement numérique et donc incorrectes au niveau physique, des
méthodes tendent à les réduire, comme l’introduction dans les équations résolues d’un terme de
viscosité artificielle (AV : artificial viscosity). Les modèles de viscosité artificielle utilisés dans
AVBP reposent sur deux termes qui agissent comme deux opérateurs distincts : l’un "d’ordre 2"
(pour la capture de chocs ou de forts gradients), l’autre "d’ordre 4" (background dissipation :
gradients de pression plus faibles) tous deux décrits dans l’annexe E.
L’ajout de ces termes de viscosité n’est donc pas systématique et se fait en deux temps.
D’abord, un capteur détecte le besoin en viscosité artificielle puis, en fonction du besoin, la
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viscosité soit d’ordre 2, soit d’ordre 4 est appliquée. La quantité de viscosité introduite est
proportionnelle aux coefficients smu2 et smu4, définis par l’utilisateur et affectés respectivement
à la viscosité artificielle d’ordre 2 ou d’ordre 4.
Plusieurs modèles de viscosité artificielle ont été implémentés dans AVBP, variant selon le
type de senseur employé. Le senseur est une fonction variant de 0 pour les cellules ne présentant
pas de discontinuité forte avec ses voisines, à 1 pour celles qui en présentent. Tout repose donc
sur l’emploi d’une fonction bien adaptée qui soit non nulle aux endroits où de fortes variations
s’appliquent et nulle partout ailleurs. Les deux senseurs implémentés dans AVBP sont le senseur
de Jameson et celui de Colin (cf. annexe E) qui en est une amélioration et qui est utilisé dans
deux des modèles de viscosité artificielle.
L’introduction de viscosité artificielle a pour effet de lisser les fortes variations de vitesse,
pression. . . Mais il faut tout de même laisser ce taux de viscosité artificielle dans le même ordre
de grandeur que la viscosité moléculaire. En effet, la viscosité prise en compte par le solveur est
la somme de trois termes (viscosité moléculaire, turbulente et artificielle) : ν = νm + νt + νa.
Il s’agit donc d’attribuer des valeurs cohérentes aux coefficients smu2 et smu4 afin de ne pas
abuser de ce principe de viscosité artificielle.
3.4 Traitement des conditions aux limites
3.4.1 Traitement caractéristique
Le traitement des conditions aux limites est LA principale difficulté dans les codes de calculs
LES compressibles. Un mauvais traitement de ces conditions limites peut rendre l’écoulement
piloté numériquement, c’est-à-dire mener à des instabilités causées par le traitement des bords.
Afin d’obtenir des résultats gouvernés par la physique et non par les instabilités numériques, il
est donc important de recourir à une méthode de traitement des conditions aux limites efficace.
Celle utilisée dans le code de calcul AVBP s’appuie sur la méthode des frontières caractéristiques
(Poinsot et Lele [71], Poinsot et Veynante [72]). Ainsi le traitement aux frontières du domaine
ne se fait pas sur les grandeurs physiques mais sur des variables calculées à partir de celles-ci en
supposant que les ondes se propagent orthogonalement aux frontières.
A la différence des codes de calcul incompressibles, les codes de calcul compressibles doivent
traiter l’acoustique. Certaines ondes acoustiques ont une réalité physique (par exemple le mode
quart d’onde dans un tuyau) d’autres sont seulement dues à des régimes transitoires et doivent
être évacuées. Elles peuvent par exemple résulter d’une mauvaise initialisation du calcul : si la
condition initiale ne satisfait pas à des critères élémentaires tel que, par exemple, la conservation
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Fig. 3.2: Traitement des ondes dans AVBP
du débit, des ondes de fortes amplitudes pourront apparaître. Afin de rendre le calcul possible
il faut donc améliorer la solution initiale. Toutefois il est quasiment impossible d’empêcher
l’apparition d’ondes indésirables. C’est là qu’intervient le traitement des conditions aux limites.
L’idée ici est de "faire sortir" les ondes non physiques. Le traitement se réalise de la façon
suivante : considérons une frontière de l’écoulement subsonique de type entrée ou sortie (cf. figure
3.2). Il existe trois vitesses de propagation différentes pour les ondes : la vitesse de l’écoulement U,
U+c et U-c (où c désigne la célérité du son). Les ondes de vitesse de propagation U-c en entrée et
U et U+c en sortie sont naturellement sortantes. On n’y appliquera donc aucun traitement et elles
seront calculées avec des dérivées décentrées à partir des valeurs au pas de temps précédent. En
revanche les ondes de vitesse de propagation U et U+c en entrée et U-c en sortie sont entrantes :
on doit leur appliquer un traitement. Nous allons ici nous intéresser à un exemple de traitement :
celui d’une condition limite d’entrée, sur laquelle on souhaite imposer un profil de vitesse. Ceci
est rendu possible par l’utilisation d’un coefficient de relaxation. Une vision simplifiée de ce que
représente ce coefficient de relaxation (dit relax) est la suivante : on souhaite imposer un profil
de vitesse Ut(x,y,z) à l’entrée. Le code va imposer une onde entrante δW vérifiant les équations
de Navier-Stokes (Poinsot et Veynante [72]) telle que :
δW = α∆t
¡
U t − U
¢
tende vers 0 (3.10)
Ainsi, plus on augmente le coefficient α, plus on rapproche la vitesse d’entrée de sa valeur
cible. Ce faisant, on rend la condition limite d’entrée d’autant plus réfléchissante (du point de
vue des ondes acoustiques) que l’on augmente le coefficient de relaxation. C’est ainsi que l’on
peut voir émerger des oscillations de fortes amplitudes autour de la valeur cible. Il est alors
nécessaire de trouver un compromis afin de coller au plus près au profil souhaité sans pour
autant être trop réfléchissant (Kaufmann et al. [46]).
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3.4.2 Influence des coefficients de relaxation
Les figures 3.3 et 3.4 montrent l’importance du choix du coefficient de relaxation, respective-
ment sur le champ de vitesse et de pression. Les courbes représentent les évolutions temporelles
de la vitesse axiale et de la pression en un point situé en entrée et en un autre situé en sortie, tous
deux sur l’axe de symétrie d’une conduite cylindrique traversée par un écoulement. La FFT du
signal obtenu est également représentée. Le seul élément qui diffère entre les deux calculs est la
valeur du coefficient de relaxation en entrée. Les quantités imposées sont le débit en entrée et la
pression en sortie. Ces deux conditions aux limites sont ”faibles” i.e. imposées à travers les ondes
et les coefficients de relaxation. Ainsi, dans le cas d’un coefficient de relaxation α trop élevé en
entrée (trait fin) on constate l’existence d’un mode d’oscillation à environ 500Hz correspondant
au mode 1/4 d’onde du tube de longueur L=15 cm. Cette amplification n’est que le fruit d’une
condition aux limites trop réfléchissante. En ajustant correctement ce coefficient de relaxation
(trait épais), il est possible d’amortir ces oscillations et d’obtenir un écoulement stable en un
temps plus court.
Les figures 3.3 et 3.4 résultent d’un calcul extrêmement ”simple” (écoulement en conduite).
Aussi, il est évident que pour un calcul plus complexe, avec par exemple plusieurs entrées et
sorties, la difficulté n’ira qu’en s’accroissant.
3.5 Stratégie
Le coût d’une simulation numérique de type LES est encore élevé, malgré la progression
très nette en matière de performance des outils de calculs. Il est alors impossible d’envisager de
simuler chacune des configurations d’actionneurs abordées dans le chapitre 4. La géométrie de
base consiste en un tube de diamètre D=10mm débouchant dans une boîte cubique de 10cm de
côté. Ici, seules trois géométries seront déclinées autour de cette configuration de base.
3.5.1 Les configurations simulées
La figure 3.5 représente un exemple type de configuration simulée, constituée de trois élé-
ments : les actionneurs, la buse et la boîte de confinement. Les dimensions sont identiques à
celles des pièces équipant le banc expérimental. La démarche de cette étude numérique s’arti-
cule autour de trois points :
— la configuration du jet libre : les actionneurs ne sont pas alimentés.
— la configuration du jet contrôlé : les actionneurs sont alimentés. Les buses A90 et SW90
(cf. chapitre 4) sont simulées.
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Fig. 3.3: Evolution temporelle et FFT de la vitesse en entrée et en sortie d’une conduite cylindrique.
Effet du coefficient de relaxation en entrée.
Fig. 3.4: Evolution temporelle et FFT de la pression en entrée et en sortie d’une conduite cylindrique.
Effet du coefficient de relaxation en entrée.
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Fig. 3.5: La configuration simulée et ses trois éléments constitutifs : 1/ les actionneurs. 2/ la buse. 3/ la
boîte de confinement.
— la compréhension des mécanismes impliqués dans le contrôle de l’écoulement : outre les
comparaisons possibles avec les expériences (notamment en termes de vitesse moyenne et
fluctuante) la LES permet d’identifier et de comprendre les phénomènes responsables de
l’amélioration du mélange avec l’air ambiant lorsque les actionneurs sont mis en fonction-
nement.
3.5.2 Nomenclature
Nous proposons ici une nomenclature en vue de distinguer chacune des configurations si-
mulées. Chaque configuration sera repérée par sa géométrie (i.e. le maillage) et le rapport (en
pour cents) entre le débit massique alimentant les quatre actionneurs et le débit massique de
l’écoulement principal (fixé à 4g/s). Trois géométries ont été utilisées pour mener les différentes
simulations :
— tube lisse (TL) : seules la buse et la boîte de confinement sont présentes dans le maillage.
La buse est parfaitement lisse et donc axisymétrique,
— SW90 : les actionneurs sont ajoutés à la configuration précédente. Le maillage est alors
représentatif de la buse SW90 utilisée expérimentalement (cf. chapitre 4),
— A90 : Les actionneurs sont placés plus en amont par rapport à la sortie de la buse, en
conformité avec la buse A90 utilisée expérimentalement (cf. chapitre 4).
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Fig. 3.6: Maillage de la configuration SW90.
Ainsi, la configuration SW90-15 consiste en un écoulement traversant la buse SW90, contrôlé
par quatre tube actionneurs alimentés par un débit total égal à 15% du débit principal. Par dé-
faut, les notations SW90 et A90 seront réservées au cas où les actionneurs ne sont pas alimentés.
3.6 Maillages
A chaque géométrie correspond un maillage :
— SW90 : la buse est équipée de quatre tubes actionneurs orientés tangentiellement à l’écou-
lement principal. Les actionneurs débouchent dans la buse (de longueur totale 12mm)
8 mm en amont de la zone d’éjection du jet (figure 3.6). Le maillage est constitué de
deux parties : une partie non structurée (tétraèdres) entoure la zone où les actionneurs
débouchent dans l’écoulement principal et le reste du maillage est constitué de prismes.
Ces derniers résultent de l’extrusion d’un plan maillé en triangle (cf. plan X=0.1) le long
d’une trame représentée par le plan Z=0. Ce maillage hybride est constitué de 830 000
cellules pour 430 000 points. Il a été réalisé avec le logiciel Gridgen.
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Fig. 3.7: Maillage de la configuration A90.
— A90 : similaire à la buse SW90, mais les actionneurs sont placés cette fois 30 mm en amont
de la sortie du jet (figure 3.7). La buse a une longueur totale de 50mm. Ici aussi la région
qui comporte l’intersection entre les actionneurs et le tube principal est constituée de tétra-
èdres. Un maillage structuré raccorde la section d’entrée à cette zone par l’intermédiaire de
pyramides. De même, la zone d’intersection est raccordée à la boîte de confinement par un
morceau de tube structuré. Au sein de la boîte de confinement, la partie centrale consiste
en un cône structuré et est complétée par des tétraèdres. Le raccordement se fait égale-
ment par des pyramides. Notons ici la présence d’une zone tampon en aval de la boîte de
confinement : le maillage y est fortement déraffiné de sorte à permettre la dissipation des
grosses structures tourbillonnaires qui pourraient provoquer des problèmes dans la gestion
des conditions aux limites. L’expérience a toutefois montré que, pour notre configuration,
cette zone tampon n’était pas indispensable et c’est la raison pour laquelle les deux autres
maillages n’en sont pas pourvus. Le maillage hybride de la configuration A90 est constitué
d’un million de cellules pour 650 000 points.
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Fig. 3.8: Maillage de la configuration TL.
— TL (pour Tube Lisse) : configuration "basique" dans laquelle les actionneurs ne sont pas
maillés, il s’agit donc uniquement d’un tube débouchant dans une boîte cubique (figure
3.8). La simplicité de cette configuration autorise un maillage entièrement structuré (i.e.
composé exclusivement de parallélépipèdes). Le maillage contient 675 000 cellules pour
750 000 points.
La table 3.1 regroupe les différentes caractéristiques de ces trois maillages.
buse L (mm) h (mm) zone tampon Nb cellules Nb points
SW90 12 8 non 830 000 430 000
A90 50 30 oui 1 000 000 650 000
TL 8 N/C non 675 000 750 000
Tab. 3.1: Caractéristiques des différents maillages.
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Chapitre 4
Etude expérimentale des
actionneurs : identification de la
configuration optimale de contrôle
Un des objectifs de cette étude est la conception d’un système de contrôle améliorant si-
gnificativement le mélange d’un jet avec le fluide ambiant. Nous avons vu, dans le chapitre 1,
différentes techniques utilisées jusqu’alors pour contrôler les jets, et nous allons à présent dé-
crire celle que nous avons développée et les différentes façons dont nous l’avons déclinée. Il est
auparavant nécessaire de repréciser deux points essentiels :
— en situation industrielle, l’écoulement est réactif. Il est donc indispensable de concevoir un
dispositif qui puisse supporter toutes les contraintes inhérentes à ceci : chaleur, contact
avec une flamme, vibration en cas d’instabilités fortes.
— l’installation industrielle est une installation "terrestre". Il n’est pas nécessaire de déve-
lopper un dispositif destiné à être embarqué dans une automobile ou un avion (i.e. pas de
miniaturisation), ce qui rend le champ d’investigation plus étendu.
4.1 Le concept
Pour les raisons explicitées dans le paragraphe 1.3.3, le système de contrôle conçu pour cette
étude est constitué de quatre petits tubes raccordés à la buse délivrant l’écoulement principal.
Une telle géométrie, apparemment "simple", offre pourtant un grand nombre de degrés de liberté.
L’influence de nombreux paramètres, définis sur la figure 4.1, peut en effet être investiguée :
— l’orientation des actionneurs par rapport à l’écoulement principal (angle α),
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Fig. 4.1: Les différentes configurations d’actionneurs testées.
— la distance entre la sortie des actionneurs et le nez de la buse (h),
— le diamètre des tubes actionneurs (d).
A chaque nouveau paramètre correspond une nouvelle buse équipée du système de contrôle
adapté. La base de chaque configuration est identique : une buse de diamètre intérieur 10 mm
sur laquelle est greffé le système de contrôle constitué de 4 tubes. La figure 4.1 présente les
différentes buses utilisées et la terminologie que nous leur avons associée. La table 4.1 récapitule
la valeur des paramètres testés dans chacune des configurations.
On notera également que la buse NSW90 permettra de conclure quant à l’influence de l’in-
troduction du swirl. Au lieu d’un raccordement tangentiel comme dans le cas des configurations
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buse α (◦) h (mm) d (mm) swirl
A90 90 30 2 oui
A45 45 30 2 oui
SW90 90 8 2 oui
SW90B 90 8 4 oui
NSW90 90 8 2 non
Tab. 4.1: Paramètres associés aux différentes buses.
A90, A45, SW90 et SW90B, les tubes actionneurs sont ici disposés en croix autour de l’écoule-
ment principal.
A travers le dessin des actionneurs, deux effets sont escomptés : l’injection d’une composante
azimutale de vitesse (i.e. génération de swirl) et l’injection d’une composante radiale, toutes
deux ayant a priori pour conséquence d’améliorer le mélange avec le fluide ambiant à la sortie
de la buse (cf. chapitre 1).
4.2 Caractérisation de l’intensité du swirl injecté
Nous allons, dans cette section, proposer une estimation, pour notre écoulement, du nombre
de swirl défini dans le paragraphe 1.4.1 par :
S = GϕRG0x
(4.1)
avec :
Gϕ =
Z R
0
(Wr)ρU2πr dr (4.2)
et
G0x =
Z R
0
UρU2πr dr (4.3)
où le terme de pression du flux axial de moment axial est négligé. Nous supposerons par ailleurs
que la densité de l’écoulement principal est identique à celle de l’écoulement dans les actionneurs.
La géométrie des actionneurs ne nous autorisant aucun accès au champ de vitesse en sortie
de l’écoulement de contrôle (à l’intérieur de la buse), il ne peut être proposé qu’une estimation
du nombre de swirl en réalisant quelques approximations.
Si R est le rayon de la section de sortie de la buse, on peut proposer le champ de vitesse
axiale :
U(r) = U pour r ≤ R
U(r) = 0 pour r ≥ R
(4.4)
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Fig. 4.2: Profils radiaux de vitesse azimutale. A gauche, hypothèse de rotation solide (Eq. 4.5). A droite,
modèle plus réaliste (Eq. 4.12).
— En première approximation, nous pouvons opter pour une répartition linéaire de la vitesse
azimutale (figure 4.2-a) :
W (r) =WR ∗
r
R (4.5)
où WR correspond à la vitesse azimutale maximale. Les différents débits ont alors pour
expression :
.mact =
Z R
0
2πρWrdr = 2
3
ρπWRR2 (4.6)
.mjet = πR2ρU (4.7)
Les différents termes intervenant dans la définition du nombre de swirl s’écrivent :
Gϕ =
Z R
0
2πr2UWρdr = 1
2
πρUWRR3 (4.8)
G0x =
Z R
0
2πρU2rdr = πρU2R2 (4.9)
Ainsi le nombre de swirl S s’exprime de la manière suivante :
S = GϕRGx
=
WR
2U (4.10)
et donc, en fonction du ratio des débits de l’écoulement dans les actionneurs et de l’écou-
lement principal :
S = 3
4
.mact
.mjet
(4.11)
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En première approche, nous avons ainsi une relation linéaire entre le nombre de swirl et
le rapport des débits.
— Si l’on désire un modèle plus réaliste on doit modifier le champ de vitesse azimutale (figure
4.2-b). Ainsi on peut écrire :
W (r) =Wm pour R− d ≤ r ≤ R
W (r) = 0 sinon
(4.12)
où d est le diamètre de la section de sortie d’un des quatre tubes du systèmes d’actionneurs.
Ainsi on a :
.mact =
Z R
0
2πρWrdr =
Z R
R−d
2πρWmrdr (4.13)
= πρWmd(2R− d) (4.14)
.mjet = πR2ρU (4.15)
De plus, afin de satisfaire la condition de conservation du débit total, il est nécessaire de
formuler une hypothèse supplémentaire : l’écoulement injecté à travers les actionneurs se
transforme intégralement en un écoulement axial après avoir mis celui-ci en rotation, ce
qui contribue à augmenter la vitesse axiale de l’écoulement :
U 0 = U +Wm
d
R(2−
d
R)
On a également :
Gϕ =
Z R
0
2πr2U 0W (r)ρdr =
Z R
R−d
2πr2U 0Wmρdr (4.16)
= 2πρU 0Wm
·
R3
3
− (R− d)
3
3
¸
(4.17)
=
2
3
πρ
µ
U +Wm
d
R(2−
d
R)
¶
WmR3
d
R
µ
3− 3 dR +
d2
R2
¶
(4.18)
et
G0x =
Z R
0
2πρU 02rdr = πρ
µ
U +Wm
d
R(2−
d
R)
¶2
R2
on obtient alors :
S = GϕRG0x
=
2
3
Wm¡
U +Wm dR(2−
d
R)
¢ dR
µ
3− 3 dR +
d2
R2
¶
(4.19)
or .mact
.mjet
=
Wm
U
d
R
µ
2− dR
¶
(4.20)
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on obtient donc une relation liant le nombre de swirl de l’écoulement et le rapport entre
les débits massiques des actionneurs et du jet :
S =
Ã
1− dR +
d2
3R2
1− d2R
! .mact.
mjet
1 +
.
mact.
mjet
= K1
q
1 + q (4.21)
où q=
.
mact.
mjet
, R est le rayon de la buse et d le diamètre de chacun des tubes actionneurs. La
valeur de K1 est directement calculable à partir de celles de d et R, ainsi
K1 = 0.82 pour les configurations SW90 et A90 (R=5mm et d=2mm) (4.22)
K1 = 0.69 pour la configuration SW90B (R=5mm et d=4mm) (4.23)
Ici encore, le nombre de swirl est une fonction croissante du rapport entre le débit de
contrôle et le débit principal, mais cette fois la relation n’est plus linéaire. Toutefois, on
montre ainsi que le paramètre q sera prépondérant lors de la comparaison des effets des dif-
férentes buses. On notera également que ce calcul n’est pas valable pour une configuration
où les actionneurs sont inclinés de 45◦ (buse A45). En effet, dans une telle configuration,
l’écoulement issu des actionneurs contribue à la fois à fournir une composante azimutale
au champ de vitesse mais également une composante axiale. De ce fait, il apparaît évident
que, à rapport de débits égal, le swirl généré sera moindre.
On peut finalement définir un "rendement" de l’injection de swirl, à travers le paramètre K1,
et on constate que, sous les hypothèses formulées, plus les actionneurs auront un diamètre faible,
plus le swirl généré sera intense, à rapport de débits égal. Nous vérifierons ceci en comparant
l’effet obtenu sur l’écoulement avec les buses SW90 et SW90B (d=2 et 4 mm respectivement).
Auparavant il est nécessaire de définir les critères que nous utiliserons pour caractériser l’efficacité
de chacun des actionneurs.
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4.3 Les critères d’efficacité
L’effet souhaité en activant les actionneurs est l’amélioration du mélange entre le jet principal
et le fluide ambiant en sortie de buse. Ceci peut être quantifié à l’aide de nombreux critères tels
que ceux que nous présentons ci-après.
4.3.1 L’angle d’épanouissement du jet
Fig. 4.3: Estimation de l’angle d’ouverture du jet à partir des visualisations par strioscopie.
On peut le définir et le mesurer de plusieurs façons : à partir du profil de vitesse axiale
(angle de demi-vitesse), à partir d’un champ de concentration en une espèce injectée dans le jet
(avec, par exemple, l’utilisation de la fluorescence induite par laser), à partir de l’enveloppe des
tourbillons de la couche de mélange (en utilisant la strioscopie, figure 4.3).
4.3.2 La décroissance de vitesse axiale
La loi de décroissance de la vitesse axiale le long de l’axe principal d’un écoulement de type
jet est connue aussi bien pour le jet libre (Abramovich [1], Papadopoulos et Pitts [69]) que pour
le jet swirlé (Chigier et Beér [17], Chigier et Chervinsky [18]). La figure 4.4 montre que plus
un jet est swirlé, plus la vitesse sur l’axe décroît rapidement, au profit d’une amélioration de
l’épanouissement et donc du mélange.
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Fig. 4.4: Décroissance de la vitesse axiale le long de l’axe principal d’un écoulement swirlé en fonction
du nombre de swirl. D’après Chigier et Chervinsky [18].
4.3.3 Les profils radiaux de vitesse axiale moyenne
Les effets du contrôle sur les profils radiaux de vitesse axiale moyenne (élargissement, chute
de la vitesse au centre) permettent de rendre compte de l’efficacité du contrôle mais également de
comparer les effets obtenus avec plusieurs buses. Ces profils sont réalisés à l’aide de l’anémométrie
à fil chaud expérimentalement et par extraction du profil de vitesse axiale dans les simulations
numériques 3D complètes.
4.3.4 Le flux de masse entraînée
Une des particularités du jet est qu’il entraîne le fluide ambiant. Ainsi, plus on s’éloigne de
la sortie de la buse, plus le flux de masse à travers une section orthogonale à l’axe principal du
jet est important. Cet entraînement a été mesuré par de nombreux auteurs, comme par exemple
Hill [41] et Dahm et Dimotakis [24]. Il est caractérisé par le coefficient d’entraînement C2, défini
par :
C2 =
D
.m0
rρ0
ρs
d .me
dx (4.24)
où D est le diamètre de la buse,
.m0 le débit massique du jet en sortie de buse, ρ0 la densité de
l’écoulement de jet, ρs celle du fluide ambiant et où le flux de masse entraîné,
.me est défini par :
.me =
.m− .m0 (4.25)
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où
.m = 2π
∞Z
0
ρurdr (4.26)
ρ et u désignant la densité et la vitesse locale de l’écoulement.
Hill [41] établit la variation de C2 en fonction de la distance à la sortie de la buse, définissant
ainsi deux régions de l’espace :
— la région initiale du jet (x/D<13), dans laquelle le coefficient de masse entraînée C2 aug-
mente continûment avec la distance à la buse
— la région où le jet est pleinement développé (x/D>13), où C2 reste constant égal à 0.32.
La région qui nous intéresse plus particulièrement ici est la région initiale du jet, puisque
c’est là que la flamme s’accrochera en configuration réactive.
4.3.5 Les fluctuations de vitesse
Il s’agit ici directement d’un indicateur du niveau de turbulence et donc de la qualité du
mélange au niveau microscopique. Les fluctuations de vitesse axiale seront calculées expérimen-
talement à partir des données du fil chaud :
u0RMS =
vuut 1
N
NX
i=1
(u− u)2 (4.27)
Dans les simulations numériques, les fluctuations de vitesse axiale seront calculées à partir des
valeurs moyennes de la vitesse axiale et de son carré :
u0RMS =
q
u2 − u2 (4.28)
Remarque : Le lecteur avisé prendra soin de s’assurer qu’il sépare bien les fluctuations de vitesse
inhérentes à la turbulence des petites échelles de celles des plus grosses structures (intermittence).
4.4 Identification de la configuration la plus efficace
Outre la compréhension des phénomènes mis en jeu et la constitution d’une base de données
pour la comparaison avec les résultats de simulations, les campagnes de mesures expérimentales
ont permis de déterminer quel était le dispositif d’actionneurs le plus efficace parmi ceux pré-
sentés sur la figure 4.1. Dans cette section, l’influence des différents paramètres évoqués dans le
paragraphe 4.1 va être caractérisée. Nous allons répondre ici à certaines questions essentielles en
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terme de dimensionnement : quel diamètre doivent avoir les tubes auxiliaires apportant l’écoule-
ment de contrôle ? Où les placer par rapport au nez de la buse principale ? Comment les orienter
dans l’espace ?
Afin d’établir l’influence de chaque paramètre, les effets obtenus avec chacune des buses sont
comparés. Cette partie du travail expérimental, qui consiste à établir la configuration optimale
du dispositif, est indispensable pour l’étude numérique. En effet, les simulations numériques
ont un coût (en temps CPU) tel qu’il n’est pas envisageable de simuler chaque configuration
d’actionneurs. Un des intérêts de l’étude expérimentale présentée ici est donc de fournir le dessin
optimisé du système, qui sera ensuite maillé pour les simulations numériques des grandes échelles.
4.4.1 Influence de l’injection tangentielle
Une des particularités du système développé dans le cadre de cette étude est qu’il est capable
de conférer une composante de vitesse azimutale variable à l’écoulement. Il est alors important de
montrer, dans un premier temps, que le gain obtenu en injectant tangentiellement l’écoulement de
contrôle est significatif. Pour cela nous comparons les effets des buses NSW90 (où les actionneurs
sont disposés en croix autour de la buse) et SW90 (où ils sont raccordés tangentiellement à la
buse) sur la figure 4.5. Cette figure représente des champs de concentration obtenus par PLIF
dans le plan médian vertical de l’écoulement. On remarque la très faible efficacité en termes
d’amélioration du mélange de la buse NSW90. Ce résultat peut paraître surprenant dans la
mesure où Davis [26] obtenait une amélioration significative du mélange avec seulement deux
jets diamétralement opposés. La principale différence entre les deux concepts, celui de Davis et
le nôtre, réside dans la position des actionneurs. En effet, notre étude concerne exclusivement
des actionneurs placés en amont de la zone d’éjection du jet, alors que dans la configuration
de Davis (ainsi que dans la quasi totalité de celles rencontrées dans la littérature, cf. chapitre
1) ils sont disposés en aval de cette même section. En réalité, ce qui rend ces configurations
"en extérieur" efficaces, c’est le fait qu’elles agissent directement sur la zone de cisaillement
de l’écoulement, plus à même d’être contrôlée. Rappelons que dans un cas industriel réactif,
ces actionneurs "extérieurs" seraient très difficiles à installer et très exposés (flamme, chaleur,
vibration...).
La configuration NSW90 est donc rapidement écartée : dans une configuration où les action-
neurs sont en amont de la sortie de la buse, l’injection radiale n’a quasiment aucun effet sur le
mélange, elle ne contribue qu’à augmenter le débit de l’écoulement principal.
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Fig. 4.5: Influence de la géométrie du dispositif d’actionneurs. Visualisations instantanées par fluores-
cence induite par laser. Configurations NSW90, SW90B et SW90.
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Fig. 4.6: Evolution de l’angle d’ouverture du jet contrôlé en fonction du rapport des débits de contrôle et
principal, q. Influence de l’inclinaison des actionneurs par rapport l’écoulement principal : comparaison
des résultats des configurations A45 et A90.Angles calculés à partir de visualisations de strioscopie.
4.4.2 Influence du diamètre des actionneurs
Pour quantifier l’influence du diamètre d des actionneurs, nous comparons les résultats obte-
nus avec les buses SW90 (d=2mm soit un ratio de 1/5 avec le jet principal) et SW90B (d=4mm,
2/5) sur la figure 4.5. L’efficacité de la buse SW90B est très faible comparée à celle de la buse
SW90. Il semble donc que le diamètre des actionneurs ait un considérable impact. Ceci est à
mettre en relation avec le calcul approché du nombre de swirl réalisé dans la section 4.2. On y
avait en effet établi que plus le diamètre des actionneurs était faible, plus le nombre de swirl était
important (à débit de contrôle égal). Nous verrons par la suite (chapitre 6) que le paramètre
représentatif du contrôle n’est pas le ratio entre le débit de contrôle et le débit principal mais
celui entre leurs impulsions respectives (ρU2). Ainsi, un facteur 2 dans le diamètre des action-
neurs induit un facteur 4 sur celui des impulsions : il faut injecter un débit auxiliaire quatre fois
plus élevé dans la configuration SW90B que dans la configuration SW90 pour obtenir un effet
comparable.
4.4.3 Influence de l’inclinaison des actionneurs par rapport à la direction
principale de l’écoulement
Tout en conservant l’injection tangentielle, il est possible d’incliner les actionneurs par rap-
port à la direction principale de l’écoulement. L’influence de l’angle d’inclinaison α va être
étudiée ici. Pour cela, nous comparons les résultats obtenus avec les buses A90 (α=90◦) et A45
(α=45◦). La figure 4.6 représente l’évolution de l’angle d’ouverture de l’écoulement pour les
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Fig. 4.7: Origine de l’efficacité moindre de la configuration A45 : à débit de contrôle égal, la composante
de vitesse azimutale ajoutée par l’écoulement de contrôle est moins importante que pour la configuration
A90.
buses A45 et A90 en fonction du rapport q des débits massiques dans les actionneurs (
.mact) et
dans l’écoulement principal (
.mjet) :
q =
.mact
.mjet
(4.29)
Le premier élément important est que l’angle d’ouverture de l’écoulement augmente continûment
avec q et donc avec le swirl de l’écoulement (Eq. 4.21), en accord avec la littérature sur les jets
swirlés (cf. § 1.4.3). De plus, la figure 4.6 montre que l’inclinaison des actionneurs par rapport
à la direction principale de l’écoulement a une influence. En effet, on constate qu’à coût égal de
contrôle (i.e. à q constant) l’angle d’épanouissement du jet contrôlé de la configuration A90 est
supérieur à celui de la configuration A45. De plus, cet écart tend à augmenter à mesure que q
croît.
La raison pour laquelle la configuration A45 est moins efficace réside sans doute dans le fait
que, à débit de contrôle injecté égal, la composante de vitesse azimutale (et donc le swirl) est
moins importante dans le cas de la configuration A45 que dans la configuration A90. En effet,
les actionneurs en situation A45 contribuent à la fois à ajouter une composante axiale et une
composante azimutale au champ de vitesse (figure 4.7).
Nous n’avons pas étudié ici de configuration dans lesquelles l’angle α est supérieur à 90◦, pour
deux raisons : la composante azimutale du champ de vitesse ainsi générée serait de toute façon
moindre que dans le cas où α=90◦ et l’injection à contre-courant dans la situation industrielle
réactive peut s’avérer périlleuse, notamment en termes de remontée de flamme ("flash-back").
L’efficacité des configurations où α>90◦ a été établie par Denis et al. [29], mais dans une situation
où les actionneurs sont situés en aval de la section d’éjection du jet principal et, qui plus est,
non réactive.
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4.4.4 Influence de la distance des actionneurs à la sortie du jet
L’influence de la distance entre les actionneurs et la section d’éjection du jet (h) a été étudiée
afin d’améliorer le dimensionnement du dispositif d’actionneurs. La question qui se pose ici est
la suivante : a-t-on intérêt, en termes de qualité du contrôle, à choisir h élevé pour laisser aux
jets auxiliaires suffisamment de temps pour engendrer la mise rotation de l’écoulement principal,
ou, au contraire, est-il préférable de minimiser h afin d’éviter que le swirl induit par l’injection
des jets auxiliaires ne s’estompe ? En d’autres termes, à débit de contrôle égal, quel est l’effet
d’une variation de h sur l’épanouissement du jet. Pour quantifier l’influence de ce paramètre
nous comparons les effets obtenus avec les buses A90 (h=30mm) et SW90 (h=8mm).
La figure 4.8 montre la réponse de l’écoulement à différents régimes de contrôle (q=0.165 et
q=0.3) pour les configurations A90 (à gauche) et SW90 (à droite). Il s’agit de champs instantanés
de concentration obtenus par fluorescence induite par laser, où seul l’écoulement principal est
ensemencé. Dans les deux régimes de contrôle présentés ici, on constate que l’écoulement contrôlé
avec la buse SW90 présente un épanouissement plus important qu’avec la buse A90. Cette
tendance reste valable pour toutes les valeurs de q. La figure 4.9 représente en effet l’évolution
de l’angle d’ouverture du jet en fonction du paramètre q pour les configurations A90 et SW90.
L’angle d’ouverture du jet est calculé à partir des visualisations de striosccopie (cf. figure 4.3).
Quelle que soit la valeur de q, l’angle d’ouverture de l’écoulement est plus important lorsque le
jet est contrôlé avec la buse SW90 que lorsqu’il l’est avec la buse A90.
Ceci permet de mettre en évidence l’influence du paramètre h : il est préférable de rapprocher
les actionneurs de la section d’éjection du jet. L’effet des jets auxiliaires sur l’écoulement principal
s’estompe à mesure que l’on s’éloigne de leur zone d’injection.
L’effet des buses A90 et SW90 sur les profils radiaux de vitesse axiale moyenne nous permet
de corroborer ce résultat. La figure 4.10 montre les profils radiaux de vitesse axiale moyenne à
x/D=5 dans le cas où q=0.15 pour les buses SW90 et A90. Le profil de vitesse correspondant
à la buse SW90 traduit le meilleur épanouissement de l’écoulement contrôlé par rapport à la
configuration A90 : la vitesse au centre est plus faible, le profil est plus large. On remarque
également une légère excroissance sur le côté gauche du profil de vitesse pour la buse A90. Ce
phénomène a été observé à plusieurs reprises, aussi bien pour la buse A90 que pour la buse SW90,
à diverses distances du nez des buses. Les simulations numériques ont permis d’identifier l’origine
de ce phénomène. Nous établirons, dans le chapitre 6, que l’excroissance sur le profil de vitesse
traduit le passage d’une structure tourbillonnaire cohérente générée par les jets actionneurs.
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Fig. 4.8: Champs instantanés de concentration obtenus par fluorescence induite par laser : effets comparés
des buses A90 (à gauche) et SW90 (à droite).
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Fig. 4.9: Evolution de l’angle d’ouverture du jet contrôlé en fonction du rapport entre le débit massique
de contrôle et le débit massique de l’écoulement principal, q. Influence de la distance des actionneurs à la
section d’éjection du jet (h). Comparaison des résultats des configurations A90 et SW90. Angles calculés
à partir de visualisations de strioscopie.
-4 -2 0 2 4
0
10
20
30
40
50
60
x/D=5 
q=0.15  
r/R
U
 (m
/s
)
A90
SW90
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vitesse axiale moyenne (anémométrie à fil chaud). Comparaison des effets à x/D=5 pour les buses SW90
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Caractérisation de l’écoulement non
contrôlé
L’étude de l’écoulement de jet libre, pour lequel les actionneurs ne sont pas alimentés, est
un prérequis indispensable à l’analyse des effets du contrôle.
Du point de vue expérimental, cette configuration est a priori la seule qui permette une
comparaison avec les résultats de la littérature. En effet, le chapitre 4 a montré la grande
quantité de paramètres qui influaient sur la réponse de l’écoulement au contrôle. Aussi, même si
quelques études ont porté sur l’effet de jets auxiliaires sur un écoulement de type jet (cf. chapitre
1), il est a priori difficile d’obtenir des éléments quantitativement comparables à nos résultats.
Rappelons toutefois que le but de cette étude n’est pas de caractériser les jets libres, aussi le
contenu de ce chapitre ne pourra en aucun cas être exhaustif sur la question.
Du point de vue numérique, il est important de valider les simulations sur un cas où des
données expérimentales sont présentes, y compris dans la littérature.
Enfin, pour caractériser l’effet du dispositif de contrôle sur l’écoulement, il est évidemment
nécessaire de caractériser ce dernier lorsque le contrôle est désactivé.
5.1 Caractérisation expérimentale du jet libre
L’enjeu de la caractérisation expérimentale du jet libre est double :
— constituer une base de données (vitesse moyenne, fluctuante, visualisations) en vue d’une
comparaison avec les résultats expérimentaux des configurations où le jet est contrôlé mais
également avec les simulations numériques du jet libre,
93
Chapitre 5. Caractérisation de l’écoulement non contrôlé
Fig. 5.1: Cartographie du champ de vitesse de l’écoulement non actionné. Profils de vitesse axiale
moyenne à différentes distances du nez de la buse. Anémométrie Fil Chaud. Les profils correspondent à
des lignes éloignées de 1 diamètre.
— valider les diagnostics utilisés et le posttraitement des données au travers d’une comparai-
son avec les résultats de la littérature.
Dans ce chapitre, l’écoulement étudié consiste en un jet alimenté par une buse de diamètre
10 mm, avec un débit massique de 4 g/s, soit une vitesse moyenne de l’ordre de 43 m/s. Le
nombre de Reynolds de cet écoulement, basé sur le diamètre de la buse, est de 28 000 environ.
5.1.1 Les profils de vitesse
Les profils de vitesse sont établis à partir d’une table de déplacement sur laquelle est fixée une
sonde fil chaud à un fil droit (Dantec 55P11). Ce dispositif permet de réaliser des profils radiaux
de vitesse axiale moyenne et fluctuante, dans un plan horizontal contenant l’axe principal de
l’écoulement, à différentes distances du nez de la buse. La distance du profil à la zone d’éjection
du jet sera adimensionnée par le diamètre D de la buse (D=10mm). Ainsi, un profil dit "à
x/D=3" correspondra au profil à une distance de 30 mm du nez de la buse, x désignant la
direction principale de l’écoulement.
Les profils expérimentaux sont constitués de 90 points répartis uniformément le long du
profil. Les points sont plus resserrés en zone de proche sortie du jet, puisque le profil de vitesse
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Fig. 5.2: Cartographie du champ de vitesse fluctuante de l’écoulement non actionné. Profils de vitesse
axiale RMS à différentes distances du nez de la buse. Anémométrie Fil Chaud.
de ce dernier y est plus étroit. En chacun des points du profil, l’acquisition du signal délivré
par l’anémomètre est effectué à une fréquence de 12500 Hz pendant deux secondes, soit 25000
échantillons utilisés pour calculer les valeurs moyennes et fluctuantes.
Vitesse axiale moyenne
Chacun des profils radiaux de vitesse axiale moyenne (de x/D=1 à x/D=9) est représenté
sur la figure 5.1. Le jet débouche à x/D=0 entre r/R =-1 et r/R=1 (R désignant le rayon de la
buse, R=D/2). Sur chacun des profils les points dont la vitesse est égale à la moitié de la vitesse
au centre sont repérés par une croix. Ainsi, en joignant ces points (traits en pointillés) on définit
ce que l’on appelle l’angle de demi-vitesse, délimitant deux zones de l’écoulement :
— la zone de cône potentiel (x/D<5) : le jet s’ouvre peu, la vitesse au centre varie peu le
long de l’axe principal de l’écoulement. L’écoulement est fortement organisé.
— la zone de transition (x/D≥5) : les profils s’élargissent (rupture des pentes reliant les points
où U=Ucentre/2). Le jet commence à se tridimensionnaliser.
La zone de transition est normalement suivie d’une zone établie dans laquelle le jet est auto-
similaire. De nombreuses études ont porté sur cette région mais nous ne l’aborderons pas ici :
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Fig. 5.3: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne (à gauche) et fluctuante (à droite). Comparaison des
profils à x/D=2 (cône potentiel) et x/D=7 (zone de transition). Anémométrie à fil chaud.
notre région d’intérêt est la zone de proche sortie du jet, celle où l’accrochage de la flamme se
produira.
Vitesse axiale fluctuante
La figure 5.2 représente les profils de vitesse axiale RMS à chacune des distances du nez de
la buse. Dans la zone du cône potentiel, on constate que l’essentiel de la turbulence est contenu
dans la zone de mélange. En effet, au centre de l’écoulement, l’intensité turbulente est très faible
car l’écoulement est encore très fortement organisé. Aussi, lorsque l’on entre dans la zone de
transition, le niveau de turbulence augmente au centre de l’écoulement et l’on se rapproche
d’une courbe "en cloche" typique des profils de vitesse RMS de la zone où l’écoulement est
établi.
Afin de caractériser plus quantitativement l’intensité turbulente, la figure 5.3 présente la
superposition des profils de vitesse axiale moyenne et RMS à x/D=2 (dans le cône potentiel) et
x/D=7 (dans la zone de transition). On constate que la couche de mélange s’élargit dans la zone
de transition et que le profil de Urms, initialement à deux bosses, se transforme en un profil à
une bosse. Ceci signifie que la couche annulaire de mélange se referme autour du cône potentiel
à mesure que l’on s’éloigne de la sortie de la buse. On remarque également que l’intensité des
fluctuations augmente lorsque l’on s’éloigne de la zone d’éjection du jet. Ainsi, à x/D=2, la
valeur maximale de Urms correspond à 13% de la valeur maximale de la vitesse moyenne contre
18% à x/D=7.
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Fig. 5.4: Visualisation de l’écoulement non actionné : par strioscopie (en haut) et par fluorescence induite
par laser (en bas).
5.1.2 Visualisations de l’écoulement de jet libre
Pour compléter les données fournies par l’anémométrie à fil chaud, le jet libre est caractérisé
au travers de deux diagnostics optiques : la strioscopie et la fluorescence induite par laser (figure
5.4). La nature de chacun de ces diagnostics optiques induit une différence dans l’interprétation
des visualisations. Ainsi, la visualisation par strioscopie intègre l’information sur toute l’épais-
seur de l’écoulement. Ce que l’on observe sur le haut de la figure 5.4 n’est donc pas directement
comparable avec la visualisation par PLIF du bas de la figure. En effet, la PLIF réalise une
coupe de l’écoulement (ici dans le plan central du jet). Les structures observées sont réellement
présentes dans l’écoulement alors que la strioscopie ne donne une information que sur l’enve-
loppe des structures de l’écoulement. Aussi, la strioscopie est essentiellement qualitative mais
permet toutefois de définir l’angle d’ouverture du jet (ici 19◦). En revanche la PLIF donne une
97
Chapitre 5. Caractérisation de l’écoulement non contrôlé
information quantitative en terme de concentration et est donc directement exploitable pour une
comparaison avec les simulations numériques. De plus, elle permet de retrouver les deux zones
du jet libre explicitées dans le paragraphe 5.1.1. L’information en concentration complète celle
en vitesse : on voit distinctement apparaître une zone de forte concentration à la sortie du jet.
Cette zone est de forme conique (triangulaire dans le plan) : c’est le cône potentiel. Autour de
ce cône potentiel, on visualise la zone de mélange qui s’élargit à mesure que l’on s’éloigne de la
zone d’éjection du jet.
A présent que l’écoulement de jet libre est caractérisé expérimentalement, il peut servir
de référence pour caractériser l’effet du contrôle au niveau expérimental mais également pour
valider les simulations numériques de la même configuration, ce qui fait l’objet de la prochaine
section.
5.2 LES du jet libre
Pour simuler le jet libre, deux configurations (i.e. deux maillages) sont étudiées : la première
consiste à utiliser le maillage TL (cf. chapitre 3) et la deuxième le maillage SW90 sans alimenter
le dispositif d’actionneurs. Le profil de vitesse imposé en entrée résulte de l’adaptation d’un
profil de vitesse expérimental (cf. Annexe F). Les simulations permettent d’une part d’extraire
des profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms et d’autre part de visualiser les signaux
temporels de différentes grandeurs (vitesse, pression, etc...) en des points judicieusement choisis
pour les comparer avec les résultats obtenus expérimentalement.
5.2.1 Configuration 1 : le tube lisse (TL)
Comparaison des profils radiaux de vitesse axiale
La configuration TL est simulée en premier lieu. Dans cette configuration, les tubes ac-
tionneurs sont supprimés. Dans la section 5.2.2, un calcul où ces tubes sont présents mais non
alimentés sera présenté. Dans les deux cas, on compare les résultats LES avec les mesures faites
expérimentalement dans une configuration en présence des tubes actionneurs. La validation de
ce calcul "simple" est indispensable avant de vouloir étudier une configuration plus complexe
dans laquelle le dispositif de contrôle serait alimenté. Pour ce faire, on extrait des simulations
les profils radiaux de vitesse axiale moyenne et fluctuante à différentes distances de la sortie de
la buse. La figure 5.5 représente les profils radiaux de vitesse axiale moyenne à respectivement
x/D=1, 3, 5 et 7 (D étant le diamètre de sortie de la buse), obtenus par les simulations et les
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Fig. 5.5: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne. Comparaison LES/expériences. Buse TL. Schéma
numérique d’ordre 2 (LW)
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
x/D=1
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
LES
Exp.
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
x/D=3
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
LES
Exp.
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
x/D=5
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
LES
Exp.
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
x/D=7
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
LES
Exp.
Fig. 5.6: Profils radiaux de vitesse axiale rms. Comparaison LES/expériences. Buse TL. Schéma numé-
rique d’ordre 2 (LW)
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Fig. 5.7: Champ instantané de vitesse axiale (à gauche). Apparition d’un décrochement tourbillonnaire
à 2000Hz (St=0,46) visualisé à l’aide du critère Q (à droite). Configuration TL (schéma numérique LW).
expériences. Les résultats numériques présentés ici sont obtenus à partir d’un schéma numérique
d’ordre 2 (LW).
Dans la zone du cône potentiel du jet (x/D<5) la LES est capable de reproduire les ré-
sultats expérimentaux. La vitesse sur l’axe est très bien retrouvée, toutefois on remarque une
surestimation de la vitesse moyenne dans la zone de cisaillement du jet. En d’autres termes, les
profils de vitesse axiale moyenne obtenus numériquement sont plus larges que les profils obtenus
expérimentalement. Cette tendance persiste en dehors du cône potentiel (x/D=7) avec cette
fois une sous-estimation de la vitesse sur l’axe : le jet simulé par la LES est légèrement plus
ouvert que dans les expériences. La figure 5.6 représente les profils radiaux de vitesse axiale rms
à x/D=1, 3, 5 et 7. On constate que le niveau de turbulence est surestimé dans la région du
cône potentiel, et tout particulièrement sur l’axe principal de l’écoulement. Cet écart est discuté
dans le paragraphe suivant. En revanche, en dehors du cône potentiel, les niveaux de turbulence
prédits par la LES sont assez proches de ceux observés expérimentalement.
Apparition d’un mode tourbillonnaire
L’origine des écarts entre les résultats numériques et expérimentaux pour les champs de vi-
tesse rms est liée à l’apparition d’un mode tourbillonnaire de forte amplitude dans les simulations
numériques. La figure 5.7 représente un champ instantané de vitesse ainsi qu’une visualisation
des structures tourbillonnaires de l’écoulement, identifiées par l’utilisation du critère Q (Jeong
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Fig. 5.8: Signal temporel de vitesse axiale au point situé sur l’axe à x/D=2. Simulations numériques.
et Hussain [44]). On note clairement la présence d’un mode variqueux accompagné d’un déta-
chement tourbillonnaire. Afin de mieux visualiser ce phénomène, la figure 5.8 représente le signal
temporel de vitesse axiale enregistrée en un point situé sur l’axe principal de l’écoulement à une
distance de x/D=2 du nez de la buse. Un mode à 2000Hz apparaît très nettement sur cette
figure et ne semble pas s’amortir.
Le nombre de Strouhal associé au mode tourbillonnaire d’un jet de vitesse U issu d’une buse
de diamètre D est défini par :
St = fDU (5.1)
Ici le nombre de Strouhal correspondant au mode variqueux est de 0.45, ce qui est de l’ordre de
grandeur des nombres de Strouhal associés aux modes propres des jets dans la littérature (Crow
et Champagne [23]).
La figure 5.9 présente les transformées de Fourier des signaux de vitesse mesurés à l’aide du
fil chaud sur l’axe principal de l’écoulement à une distance x/D=2 de la sortie de la buse. On
constate la présence d’une activité aux alentours de 2000Hz, dans la même gamme de fréquence
que pour les simulations numériques. Cependant, cette activité ne persiste que dans une zone
très réduite autour de l’axe principal de l’écoulement et en proche sortie de la buse (à x/D=3,
il n’y a plus de trace d’une quelconque activité sur le spectre).
Les simulations numériques permettent donc de retrouver un mode propre du jet, mais ce
dernier est trop amplifié et persiste trop loin en aval de l’écoulement. On peut alors se demander
si, en plus du mode propre du jet, les simulations numériques n’excitent pas un autre mode, dans
101
Chapitre 5. Caractérisation de l’écoulement non contrôlé
1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000
0
2
4
6
8
10
x 10 -4
Fréquence (Hz)
x/D=2
Exp.
TL
SW90
Fig. 5.9: FFT des signaux expérimentaux de vitesse axiale en un point sur l’axe à x/D=2. Configurations
TL et SW90.
la même gamme de fréquence. Compte tenu des dimensions de la boîte et de la buse, il est possible
qu’un mode acoustique se développe à une telle fréquence. Si tel est le cas, le champ de pression
fluctuante devrait exhiber une structure caractéristique de mode propre (1/4 d’onde, 3/4 d’onde,
etc...). Ce n’est pas le cas dans les présentes simulations, ainsi que le montre la figure 5.10. On
retrouve sur cette figure la trace laissée par le passage des tourbillons de la zone de cisaillement :
on observe une dépression dans la zone de cisaillement et une surpression à l’intérieur du cône
potentiel. Le champ de pression rms (ici élevé au carré) permet de rendre compte du fait que
les variations de pression d’amplitude les plus grandes se situent exclusivement dans la zone de
cisaillement et qu’il n’y a aucune trace d’un mode acoustique fortement excité.
Effet du schéma numérique
Le schéma numérique utilisé peut également favoriser la persistance de ces structures tour-
billonnaires. En effet, selon que l’on utilise un schéma d’ordre plus ou moins élevé, la façon
dont sont convectées les structures tourbillonnaires peut varier fortement. La figure 5.11 montre
que le passage à un schéma numérique d’ordre plus élevé (TTGC) modifie l’allure des signaux
de vitesse. Il apparaît une zone de transition, nettement visible sur le signal à x/D=2, durant
laquelle le signal avec une forte activité aux alentours de 2000Hz (LW) se transforme en un
signal développant un mode de fréquence plus élevée et d’amplitude plus faible (TTGC). La
figure 5.12 représente les transformées de Fourier des différents signaux de la figure 5.11. Sur
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Fig. 5.10: Champ de pression moyenne et rms : aucun mode acoustique n’apparaît et les perturbations
de pression sont localisées dans les allées tourbillonaires.
chaque graphique sont superposés les FFT des signaux obtenus avec le schéma numérique LW
et avec le schéma TTGC, après la phase de transition. Ceci nous permet de rendre compte de
l’effet du schéma numérique : le passage à un schéma numérique d’ordre élevé fournit un calcul
plus précis des modes naturels du jet par rapport à un schéma numérique d’ordre plus faible, se
rapprochant ainsi de la réalité.
Les figures 5.13 et 5.14 montrent les profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms, expé-
rimentaux et numériques (avec le schéma numérique TTGC), à x/D=1, 3, 5 et 7. On constate
que l’intensité de la turbulence est mieux reproduite avec le schéma numérique TTGC qu’avec
le schéma numérique LW (figure 5.6). En effet, à x/D=1, 3 et 5 on remarque que d’une part
le profil moyen de vitesse axiale est bien retrouvé par les simulations LES et que d’autre part
les profils de vitesse axiale rms ont la bonne allure et les bonnes amplitudes, ce qui n’était pas
le cas sur la figure 5.6 (notamment pour x/D=1). En dehors de la zone du cône potentiel, on
obtient un bon ordre de grandeur de la vitesse rms mais moins concernant le profil de vitesse
axiale moyenne.
103
Chapitre 5. Caractérisation de l’écoulement non contrôlé
0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025
25
30
35
40
45
50
55
60
65
70
time(s)
U
 (m
/s
)
x/D=2
LW TTGC 
0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025
10
20
30
40
50
60
70
80
time(s)
U
 (m
/s
)
x/D=5
LW TTGC 
Fig. 5.11: Comparaison des signaux temporels de vitesse obtenus numériquement à différentes distances
de la sortie de la buse TL.
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Fig. 5.12: Comparaison des fft des signaux temporels de vitesse obtenus numériquement à différentes
distances de la sortie de la buse TL.
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Fig. 5.13: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne. Comparaison LES/expériences. Buse TL. Schéma
numérique d’ordre 3 (TTGC)
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Fig. 5.14: Profils radiaux de vitesse axiale rms. Comparaison LES/expériences. Buse TL. Schéma nu-
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5.2.2 Configuration 2 : SW90
A présent que les différents paramètres d’entrée des simulations numériques ont été ajustés
sur une configuration à géométrie simple, la configuration SW90, où cette fois les jets auxiliaires
sont maillés, peut être simulée.
Comparaison des profils radiaux de vitesse axiale
Le processus de validation de la simulation de la configuration SW90 est strictement analogue
à celui décrit dans la section précédente. Les figures 5.15 et 5.16 présentent respectivement les
profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms. A l’instar des simulations de la configuration
TL, les simulations de la configuration SW90 reproduisent les résultats expérimentaux avec un
bon accord. Les profils moyens sont bien reproduits et l’estimation des fluctuations de vitesse
axiale est correcte. On notera également que le profil de vitesse moyen à x/D=7 est plus proche
du profil expérimental que dans la configuration de tube lisse (figure 5.13) mettant ainsi en
évidence une légère influence du maillage.
La figure 5.17 représente l’évolution du flux de masse en fonction de la distance à la sortie
du jet. Le flux de masse est calculé en intégrant un profil radial de vitesse axiale moyenne issu
des expériences ou des simulations et en supposant que l’écoulement est axisymétrique. Malgré
cette hypothèse un peu forte, on note le très bon accord entre les simulation et l’expérience (ce
qui n’est pas étonnant compte tenu du fait que les profils de vitesse sont très proches) mais
également avec la littérature sur le sujet (Gutmark et Grinstein [40]). L’entraînement de l’air
ambiant par le jet libre est donc bien reproduit par les simulations, ce qui constitue un élément
essentiel pour la suite étant donné que l’on cherche à améliorer cet entraînement sous l’effet du
contrôle.
Traceur numérique
Dans ce calcul de jet non contrôlé, il s’agit d’injecter de l’air (défini dans AVBP comme un
mélange d’azote à 76.69% et d’oxygène à 23.31%) dans une enceinte remplie d’air au repos. De
ce fait, il n’y a aucun moyen de comparaison possible entre les simulations numériques et les
visualisations de l’écoulement obtenues par fluorescence induite par laser (PLIF) puisque l’on ne
peut détecter où se situe l’écoulement issu du jet principal. Pour pallier ce problème, une solution
simple consiste à définir une nouvelle espèce (ici nommée "O2bis") qui présente exactement les
même caractéristiques physico-chimiques que l’oxygène défini dans AVBP. Ainsi, l’air injecté à
travers la buse principale est constitué d’un mélange d’azote et de "O2bis" alors que l’air ambiant
remplissant le domaine de calcul à l’instant initial est un mélange d’azote et d’oxygène, dans les
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Fig. 5.15: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne. Comparaison LES/expériences. Buse SW90. Schéma
numérique d’ordre 3 (TTGC)
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
LES
Exp.x/D=1
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
LES
Exp.x/D=3
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
x/D=5
LES
Exp.
-4 -2 0 2 4
0
5
10
15
r/R
U
rm
s 
(m
/s
)
x/D=7
LES
Exp.
Fig. 5.16: Profils radiaux de vitesse axiale rms. Comparaison LES/expériences. Buse SW90. Schéma
numérique d’ordre 3 (TTGC)
107
Chapitre 5. Caractérisation de l’écoulement non contrôlé
0 2 4 6 8 10
1
1.2
1.4
1.6
1.8
2
2.2
2.4
2.6
2.8
x/D
st
ra
m
w
is
e 
m
as
s 
flu
x
LES
EXP.
Gutmark et al.
Fig. 5.17: Flux de masse à travers différentes sections espacées d’un diamètre. Comparaison des résultats
numériques et expérimentaux.
même proportions. Ce faisant, nous créons un "traceur numérique" : si en une cellule du maillage
la valeur de la fraction massique en "O2bis" est non nulle, c’est que le jet principal est présent
(et inversement). Ce traceur se comporte exactement comme le dopant (acétone) utilisé lors des
expérimentations par PLIF, et rend alors possible les comparaisons. La figure 5.18 montre deux
visualisations instantanées d’une coupe dans le plan vertical médian de l’écoulement d’après des
mesures par PLIF (en haut) et des simulations numériques en injectant le traceur numérique (en
bas). Le premier effet visible lors de la comparaison de ces deux résultats est le filtrage opéré par
la simulation numérique. En effet, on remarque que toutes les petites structures visibles sur le
champ expérimental sont lissées et que seules les grosses structures (i.e. les structures cohérentes
de la zone de cisaillement) sont visibles. Cet effet de filtrage est principalement dû au filtrage
spatial opéré à travers le maillage et au modèle de LES qui dissipe les structures les plus petites.
On notera tout de même que le traceur numérique est un bon indicateur, dans la mesure où
son champ de concentration présente des caractéristiques voisines de celui obtenu par la PLIF :
épanouissement du jet, épaisseur de la zone de mélange, longueur du cône potentiel.
Par ailleurs, nous pouvons définir une variable caractérisant le mélange entre le jet et le fluide
ambiant. Cet indice de mélange, noté z, est calculé à partir des concentrations en oxygène du
jet principal et des actionneurs. Numériquement, on "marque" ces deux sources d’oxygène en
calculant deux espèces différentes mais ayant la même masse atomique (32g). On définit z par :
z = YO2 ∗ YO2bis
max(YO2YO2bis)
(5.2)
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Fig. 5.18: Comparaison des champs instantanés de concentration obtenus expérimentalement par fluo-
rescence induite par laser (en haut) et par injection d’un traceur numérique dans les simulations (en
bas).
où YO2 (resp. YO2bis) représente la fraction massique locale en l’espèce O2 (resp. O2bis). En
normant le produit des deux fractions massiques par son maximum sur tout le volume de simu-
lation, on obtient un indice de mélange compris entre 0 et 1. Ainsi, si z est nul (ou très proche
de zéro) cela signifie que l’une des deux espèces est absente de la cellule considérée et donc, par
conséquent, qu’il n’y a pas de mélange entre ces deux espèces. En revanche, si z est non nul les
deux espèces sont en présence et se mélangent. De plus, on a la relation :
YO2 + YO2bis + YN2 = 1 (5.3)
où YN2 désigne la fraction massique locale en azote. Cette grandeur est une constante de l’écou-
lement, si bien que l’on a la relation directe :
YO2 + YO2bis = 0.2331 = cte = A (5.4)
On a alors :
z = YO2(A− YO2)
max(YO2YO2bis)
(5.5)
dont le maximum (i.e. z=1) est obtenu pour :
YO2 = YO2bis =
A
2
(5.6)
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Fig. 5.19: Champ moyen de l’indicateur de mélange z dans le plan vertical médian.
Ainsi, lorsque z=1, le mélange entre le jet et l’air ambiant est "parfait" : la cellule contient
autant de O2 (provenant de l’enceinte de simulation) que de O2bis (injecté uniquement à travers
la buse principale). La figure 5.19 représente le champ moyen de l’indicateur de mélange z dans
le plan médian vertical. Les zones blanches correspondent à des zones où il n’y a pas de mélange
entre le jet et le fluide ambiant (z=0). Il s’agit ici d’une partie du cône potentiel et de la zone
extérieure au jet. Les zones noircies le sont d’autant plus que le mélange y est important. On
distingue très clairement sur cette figure l’épaississement la zone de mélange dès lors que l’on
s’éloigne de la zone d’éjection du jet, qui traduit l’entraînement du fluide ambiant par le jet.
5.2.3 Conclusion
Les simulations numériques des configurations TL et SW90, réalisées avec un schéma nu-
mérique d’ordre élevé (3ème ordre en espace), permettent non seulement d’obtenir des valeurs
moyennes de la vitesse axiale en bon accord avec les expériences mais également de bien carac-
tériser les fluctuations de vitesse. Les résultats expérimentaux ont permis d’établir la présence
d’un mode propre du jet d’une fréquence proche de 2000 Hz, dans une zone située autour de l’axe
principal et à une faible distance de la sortie de la buse (x/D<3). Les simulations numériques
sont capables de reproduire cette instabilité. De plus, l’introduction d’un traceur numérique
dans les simulations a permis de caractériser les frontières du jet mais également de visualiser le
mélange.
A présent que le jet de référence est bien caractérisé et que les outils de mesure ainsi que
les diagnostics numériques sont mis en place, nous pouvons nous concentrer sur le cas du jet
contrôlé.
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Ecoulement contrôlé
Dans ce chapitre, les effets du contrôle sur l’écoulement décrit dans le chapitre 5 sont investi-
gués. On établit quel est le paramètre conditionnant l’effet du contrôle. Pour cela des expériences
et des simulations ont été réalisées en injectant des gaz de natures différentes à travers le dispo-
sitif d’actionneurs. Les résultats présentés dans ce chapitre concerneront exclusivement les buse
SW90 et A90 identifiées dans le chapitre 4 comme étant les plus efficaces en termes d’améliora-
tion du mélange.
6.1 Influence du rapport des débits injectés (q)
Dans cette section, nous allons caractériser l’efficacité du contrôle sur le jet en fonction du
rapport entre le débit total dans les actionneurs (
.mact) et le débit principal (
.mjet) :
q =
.mact
.mjet
(6.1)
6.1.1 Influence du nombre de Reynolds de l’écoulement principal
Nous allons revenir ici sur l’hypothèse formulée dans le chapitre 4 afin d’établir une loi de
variation de l’angle de l’écoulement pour q variant de 0 à 0.5. En effet, pour réaliser ceci, il a
été nécessaire de diviser par deux la valeur du débit principal, puisque le débitmètre instantané
DANTEC 54P10 ne permet de mesurer que des débits inférieurs à 1g/s (pour de l’air à tem-
pérature ambiante). Ainsi, bien que la configuration initiale consiste à contrôler un écoulement
principal de 4g/s (soit un nombre de Reynolds d’environ Re=28000) nous avons réalisé des essais
avec un écoulement à 2g/s (soit un nombre de Reynolds d’environ Re=14000).
La figure 6.1 représente les angles d’ouverture de l’écoulement contrôlé pour différentes va-
leurs de q et de Re. Ces angles sont soit mesurés à partir de l’enveloppe des structures tour-
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Fig. 6.1: Evolution de l’angle d’ouverture du jet contrôlé en fonction du paramètre q. Buse A90.
billonnaires observées par strioscopie soit en calculant l’écart type des images de PLIF. La figure
6.1 présente un double intérêt :
— Les courbes résultant de l’exploitation des résultats obtenus à l’aide de deux techniques de
visualisation sont très voisines, ce qui permet de valider la mesure de l’angle d’épanouis-
sement du jet dans notre configuration.
— Les valeurs des angles d’épanouissement de l’écoulement contrôlé sont indépendantes du
nombre de Reynolds de l’écoulement principal. Ainsi, les courbes réalisées à Re=14000
sont très voisines de celles réalisées à Re=28000, dans la gamme de q autorisée (de 0 à
0.25).
La figure 6.2 vient compléter ce résultat en représentant les profils radiaux de vitesse axiale
moyenne à x/D=3, adimensionnée par la vitesse sur l’axe, pour deux régimes de contrôle dis-
tincts : q=0.15 et q=0.25. Les profils adimensionnés se superposent dans le cas où q=0.15 et ne
différent que très légèrement pour q=0.25. Cet écart est sans doute dû à un décalage du profil
par rapport au centre de l’écoulement, puisque les profils ont la même largeur.
Il semble donc que le paramètre q soit bien adapté pour caractériser l’effet du contrôle. En
changeant la valeur du paramètre q on modifie graduellement l’épanouissement de l’écoulement.
Ce paramètre a de plus une réalité industrielle puisqu’il caractérise directement le coût du
contrôle.
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Fig. 6.2: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne adimensionnée par la vitesse sur l’axe. Superposition
des profils à x/D=3 pour Re=14000 et Re=28000 avec q=0.15 et 0.25. Buse A90. Anémométrie à fil
chaud.
6.1.2 Effet du contrôle sur l’épanouissement du jet
La figure 6.3 montre l’évolution de la structure de l’écoulement lorsque le rapport entre le
débit de contrôle et le débit principal (q) varie. Sur cette figure sont représentés des champs
instantanés de concentration obtenus par fluorescence induite par laser dans le plan vertical
contenant un diamètre de la buse SW90 (figure 6.4). Lors de la campagne de mesure, seul
l’écoulement principal a été ensemencé : une partie de l’écoulement principal (10% du débit
total) traverse le dispositif d’ensemencement et est réinjecté en amont de la buse. Afin d’assurer
une répartition homogène de l’ensemencement dans l’écoulement principal, un convergent est
placé entre l’injection de l’écoulement ensemencé et la buse (à 12 diamètres en amont de la zone
où débouchent les actionneurs).
La figure 6.3 montre que selon la valeur du paramètre q, la structure de l’écoulement est
totalement modifiée :
— Pour de faibles valeurs de q (q≤0.15), on note que le jet reste fortement organisé et
s’ouvre peu. Le mélange avec l’air ambiant est limité à de petites zones (grises sur les
visualisations).
— Pour des valeurs de q comprises entre 0.15 et 0.35 environ, le jet s’ouvre progressivement,
à mesure que q augmente. L’angle d’ouverture du jet a déjà triplé à q=0.35. La taille de
la zone de mélange a significativement augmenté.
— Pour des valeurs élevées de q (à partir de 0.35) l’écoulement devient fortement désor-
ganisé. La mesure d’un angle d’ouverture devient très subjective, du moins à partir de
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Fig. 6.3: Evolution de l’ouverture du jet contrôlé en fonction du paramètre q. Visualisations par fluores-
cence induite par laser. Buse SW90.
114
6.1 Influence du rapport des débits injectés (q)
Fig. 6.4: Configuration expérimentale : position de la nappe laser par rapport à l’écoulement..
visualisations instantanées. A q=0.45, l’écoulement occupe quasiment tout le champ de
visualisation.
6.1.3 Effet du contrôle sur les profils de vitesse
Afin de caractériser plus quantitativement l’effet du contrôle sur l’écoulement, nous étudions
ici des profils moyens de vitesse axiale et rms moyenne normés par la vitesse au centre, U0,
de l’écoulement en sortie de la buse SW90 (i.e. à x/D=0). Ces profils sont obtenus à l’aide de
l’anémométrie à fil chaud sur un écoulement principal de 2g/s (Re=14000), afin d’autoriser les
valeurs de q élevées. La figure 6.5 présente les profils réalisés à x/D=2 pour différentes valeurs
de q, entre 0 et 0.45. La figure 6.6 présente les même profils, mais à une distance de x/D=6 de la
sortie de la buse. Chacune de ces figures est composée de trois séries de profils, correspondant aux
régimes évoqués dans le paragraphe précédent. Sur chaque série on trace le profil de référence,
à q=0, noté SW90.
Débits de contrôle faibles
Nous nous intéressons ici aux courbes référencées SW90-10 (q=0.10) et SW90-15 (q=0.15).
En zone de proche sortie de la buse et à q=0.1, on constate que l’effet du contrôle est faible :
celui-ci contribue principalement à augmenter le débit total de l’écoulement, sans pour autant
en augmenter l’angle. A q=0.15, on observe un élargissement du profil de vitesse moyenne :
le dispositif de contrôle commence à être efficace. On retrouve cette tendance sur les profils à
x/D=6 où l’on note l’élargissement du profil de vitesse axiale moyenne et l’augmentation de
l’intensité des fluctuations de vitesse. Un autre élément important concerne la décroissance de
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Fig. 6.5: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms à x/D=2 pour différents débits de contrôle
(de q=0 à 0.45). Buse SW90, anémométrie à fil chaud.
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Fig. 6.6: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms à x/D=7 pour différents débits de contrôle
(de q=0 à 0.45). Buse SW90, anémométrie à fil chaud.
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vitesse axiale. On remarque, pour q=0.15, que la vitesse au centre à x/D=2 est supérieure à
celle de la configuration de référence (q=0) alors qu’à x/D=6 elle est devenue inférieure : le
contrôle accélère la décroissance de vitesse axiale, conformément à ce que l’on peut attendre des
écoulements swirlés (cf. § 4.3).
Débits de contrôle modérés
Pour des valeurs de q comprises entre 0.15 et 0.25, l’effet du contrôle est graduel. Ainsi
les profils à x/D=6 de la figure 6.6 montrent qu’à mesure que q augmente, la vitesse sur l’axe
de l’écoulement diminue et le profil moyen de vitesse axiale s’élargit. De même l’intensité des
fluctuations de vitesse axiale augmente et le profil de Urms, et donc la couche de mélange,
s’élargit considérablement. L’objectif initial est atteint : on favorise le mélange avec le fluide
ambiant sous l’effet du contrôle.
Par ailleurs, en zone de proche sortie, on remarque une forte asymétrie des profils moyens
de vitesse dont l’origine sera évoquée dans le paragraphe 6.2.2. Toutefois, on doit également
garder à l’esprit que, dans cette région, la composante azimutale de vitesse est élevée et vient
naturellement perturber la mesure de vitesse avec un fil chaud droit. Malgré tout, cette asymétrie
des profils disparaît à mesure que l’on s’éloigne du nez de la buse : les profils à x/D=6 ont retrouvé
une symétrie axiale. Ceci ne veut pas dire pour autant que l’effet du contrôle a disparu : le profil
de vitesse axiale moyenne est deux fois plus large à q=0.25 qu’à q=0 et la vitesse au centre a
diminué de 20% entre ces deux états.
Débits de contrôle élevés
Ainsi que nous l’avons vu précédemment, lorsque le débit de contrôle devient important, il
devient difficile de considérer l’écoulement comme un jet. Les profils radiaux de vitesse axiale
moyenne et fluctuante en zone de proche sortie montrent des comportements assez étranges et
difficilement interprétables à partir des mesures au fil chaud, fortement perturbées par la présence
de swirl. Plus en aval, les profils à x/D=6 montrent que les profils de vitesse de l’écoulement
sont considérablement aplatis pour les fortes valeurs de q. Ainsi, à q=0.45, la vitesse au centre
ne représente plus que 30% de la vitesse au centre de l’écoulement non contrôlé et le profil est
plus de trois fois plus large.
Un effet graduel
Les différents profils des figures 6.5 et 6.6 ont permis de mettre en avant l’efficacité de notre
dispositif de contrôle en termes d’amélioration du mélange entre le jet et l’air ambiant. Un
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élément important à ajouter est que cet effet est modulable : plus on injecte de débit dans
les actionneurs, plus on agit sur le mélange. En situation réactive, il est exclu d’ajouter du
débit, puisque cela aurait pour effet de changer la puissance du brûleur ainsi que la richesse
de l’écoulement. Il s’agira donc plutôt de prélever une partie de l’écoulement principal et de
l’injecter à travers les tubes actionneurs. Plus le débit dévié vers les actionneurs sera important,
plus l’épanouissement de l’écoulement en sortie d’injecteur sera important. Nous avons de la
sorte une cane d’injection "intelligente" : en actionnant une simple vanne, on est capable de
jouer graduellement sur l’ouverture de l’écoulement qui en sort.
6.1.4 Validation des simulations numériques du jet contrôlé
Dans le chapitre 5 nous avons montré que la LES était capable de reproduire les résultats
expérimentaux avec un bon accord. Ceci n’est cependant pas suffisant pour pouvoir directement
exploiter les champs de LES du jet contrôlé sans vérifications préalables de la conformité avec
l’expérience. En effet, les phénomènes mis en jeu lors du contrôle de l’écoulement diffèrent
totalement de ceux présents dans le cadre du jet libre : on peut par exemple citer l’interaction
entre deux jets de contrôle, entre un jet de contrôle et l’écoulement transverse, etc... En d’autres
termes, le fait d’activer le contrôle dans les simulations numériques complique considérablement
la topologie de l’écoulement et rien n’atteste a priori du bon comportement du code.
Pour valider les simulations du jet contrôlé, nous avons adopté la même démarche que pour
le jet libre : nous avons extrait des simulations des profils moyens de vitesse axiale et RMS
et les avons comparés avec les profils expérimentaux. Nous avons fait le choix d’effectuer cette
validation dans le cas où q=0.15. Ce choix délibéré résulte d’un compromis entre un écoulement
où l’effet du contrôle est significatif et un écoulement pour lequel les profils de vitesse expéri-
mentaux obtenus avec un fil chaud droit peuvent encore faire état de référence. En effet, lorsque
q devient trop important, il est évident que la mesure de vitesse axiale au fil chaud est perturbée
par la présence d’une forte composante azimutale. Il serait alors dangereux de s’en servir pour
valider les simulations numériques.
Profils radiaux de vitesse axiale moyenne
Les profils radiaux de vitesse axiale moyenne à x/D=1, 3, 5 et 7 pour les tests expérimentaux
et numériques sont représentés sur la figure 6.7. Ce qui peut paraître frappant au premier abord,
c’est que la comparaison entre les profils expérimentaux et numériques est meilleure dans le cas
contrôlé que dans le cas non contrôlé, spécialement en dehors du cône potentiel. En effet, à toutes
les distances de la sortie de la buse, le profil de vitesse extrait des simulations est en conformité
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Fig. 6.7: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne. Comparaison LES/manip. Configuration SW90-15.
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avec le profil expérimental tant au niveau de la forme que de l’amplitude, et ce, même dans la
zone de transition du jet. Aussi, malgré la complexité de l’écoulement, les résultats de la LES
sont pertinents. Ceci peut s’expliquer par le fait que la LES résout les grosses structures, celles
par exemple qui résultent de l’interaction entre l’écoulement principal et les jets de contrôle. De
ce fait, les caractéristiques principales de l’écoulement contrôlées sont mieux reproduites. A la
différence de ceci, dans le cadre du jet libre, nous avons certes de grosses structures cohérentes,
notamment dans la zone de mélange ("ronds de fumée", cf. figure 5.7), mais tout ce qui se
passe à l’intérieur de la buse où dans les zones de cisaillement (au niveau microscopique) ne
peut qu’être approché. Une autre façon de voir les choses est que le contrôle modifie tellement
la topologie de l’écoulement que les incertitudes de calculs liées par exemple au frottement à
la paroi du tube central ou encore à la répartition de la turbulence à l’entrée du domaine de
calcul deviennent "négligeables" devant l’importance prise par les grosses structures cohérentes
inhérentes au contrôle (cf. § 6.2.2).
Profils radiaux de vitesse axiale moyenne RMS
Les profils radiaux de vitesse axiale moyenne RMS à x/D=1, 3, 5 et 7 pour les tests expéri-
mentaux et numériques sont représentés sur la figure 6.8. Ici aussi, l’accord entre les simulations
numériques et les expériences est bon. L’intensité des fluctuations de la vitesse axiale est bien
reproduite par la LES, aussi bien dans la région du cône potentiel que dans la zone de transition
du jet.
Nous pouvons de ce fait estimer que les résultats fournis par la LES sont représentatifs de
la réalité et exploiter pleinement ces simulations. La LES offre plusieurs avantages qui vont
être utiles dans l’analyse physique de l’écoulement. D’une part nous avons accès à des champs
tridimensionnels complets et d’autre part à des données dont les expériences n’autorisent pas
la mesure, principalement à l’intérieur de la buse. Hormis le fait que l’on suppose que le swirl
induit par le dispositif d’actionneurs est responsable de l’amélioration du mélange avec le fluide
ambiant, nous ne pouvons pas caractériser expérimentalement les mécanismes à l’origine de ceci.
C’est tout particulièrement dans un cas comme celui-ci qu’apparaît l’intérêt de la simulation
numérique.
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Fig. 6.9: Organisation des structures tourbillonnaires dans un écoulement de jet dans un écoulement
transverse. D’après Fric et Roshko [37].
6.2 Les mécanismes du contrôle
Nous allons, dans cette section, décrire les phénomènes induits par l’activation du dispositif de
contrôle, à l’intérieur de la buse. Cette analyse repose exclusivement sur les données numériques
car l’accès à cette zone est impossible expérimentalement.
6.2.1 Jets dans un écoulement transverse
En prenant un peu de recul sur la configuration étudiée, on peut l’observer sous un autre
angle : à l’intérieur de la buse, l’écoulement consiste en l’injection de jets dans un écoulement
transverse. Nous allons ici nous attarder sur ce concept très largement étudié dans la littérature
(Cortelezzi et al. [20] ; Fric et Roshko [37] ; Karagozian et al. [45] ; Kelso et al. [48] ; Wang et al.
[92]). L’écoulement caractérisé dans ces études consiste généralement en un jet rond débouchant
perpendiculairement à un canal rectangulaire de grandes dimensions par rapport au diamètre
D du jet. Les applications de ce type d’écoulement sont très variées et concernent aussi bien
l’aéronautique (jets de dilution, contrôle de l’orientation de la poussée, injection de fuel) que
l’industrie (écoulement en sortie de cheminée, gaz d’échappement en général).
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Topologie de l’écoulement
Intuitivement simple, la topologie des écoulements de type jet dans un écoulement transverse
est en fait très complexe. Les différentes structures tourbillonnaires générées par l’interaction
d’un jet et d’un écoulement transverse sont représentées sur la figure 6.9. On retrouve naturel-
lement les tourbillons de la couche limite du jet, mais également des structures propres à ces
écoulements : les tourbillons dits de "fer à cheval" (le long de la paroi), les tourbillons de sillage
(du jet à la paroi) et surtout la paire de tourbillons contra-rotatifs, autour de laquelle s’organise
l’écoulement. L’origine de cette paire de tourbillons contra-rotatifs (CVP pour "Counter-rotating
Vortex Pair") a fait l’objet de nombreuses investigations aussi bien expérimentales (Kelso et al.
[48]) que numériques (Cortelezzi et Karagozian [21]). Il a ainsi été établi que la CVP apparaissait
sous l’effet conjugué du plissement, de l’inclinaison et finalement de l’enroulement des structures
tourbillonnaires naturelles du jet sous l’effet de l’écoulement transverse.
Les différents auteurs s’accordent également à dire que l’un des paramètres caractérisant au
mieux ce genre d’écoulement (en termes de pénétration ou encore d’enroulement des structures
tourbillonnaires) est le rapport des impulsions, J, défini par :
J =
ρjetU2jet
ρtrU2tr
(6.2)
où ρjet désigne la densité de l’écoulement dans le jet rond, ρtr celle de l’écoulement transverse,
Ujet et Utr leurs vitesses respectives. L’influence de ce paramètre dans notre configuration sera
investiguée dans la section 6.3.
Analogies et différences avec notre configuration
A "l’ordre 0", le système étudié dans cette étude consiste en quatre jets dans un écoulement
transverse. Toutefois, la géométrie du système d’actionneurs présente de nombreuses différences
avec celle des jets dans un écoulement transverse au sens "classique" du terme :
— écoulement transverse (i.e. écoulement principal) : il s’agit d’un écoulement en conduite
cylindrique (paroi non plate), de dimensions comparables avec celles des actionneurs (rap-
port de diamètres valant 5 dans la configuration SW90)
— jet (i.e. écoulement issu des actionneurs) : il y a quatre jets, qui sont non pas orthogonaux
mais tangentiels à l’écoulement transverse.
Aussi, ces différences peuvent laisser présager un comportement éloigné pour notre écoule-
ment. Pourtant nous verrons, dans la section suivante, que les phénomènes apparaissant lors
de l’activation du contrôle reste malgré tout très proches de ceux des jets dans un écoulement
transverse.
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6.2.2 Que se passe-t-il lorsque le contrôle est activé ?
En termes de contrôle d’écoulement, deux questions sont essentielles : est-ce qu’il y a un effet ?
pourquoi y a-t-il un effet ? La réponse à la première est la plupart du temps obtenue aisément
mais celle à la deuxième nettement moins. En effet, bien souvent, il est assez difficile d’établir les
mécanismes responsables de l’effet engendré par le dispositif de contrôle, spécialement lorsqu’il
est question d’études purement expérimentales. D’ailleurs, il faut reconnaître que si cette étude
s’était limitée à une approche expérimentale, cette partie serait sans doute absente du mémoire...
C’est en effet sur l’exploitation des résultats des simulations numériques que nous allons
baser cette discussion sur les phénomènes engendrés par le contrôle.
Génération de vorticité axiale et de swirl
Fig. 6.10: Coupe à l’intérieur de la buse, 0.5mm en amont de la zone d’éjection du jet. Superposition du
champ de vitesse axiale moyenne et de la projection du vecteur vitesse moyenne. Configuration SW90-15.
La figure 6.10 montre une coupe du champ de vitesse axiale moyenne à 0.5 millimètre de la
sortie de la buse SW90. Le débit de contrôle est ajusté de sorte à ce que q=0.15 (configuration
SW90-15). Sur cette figure nous avons superposé la projection du vecteur vitesse dans le plan de
coupe. Le premier élément important est la présence d’une composante azimutale du champ de
vitesse sur une couche en proche paroi de l’écoulement à l’intérieur de la buse. Les actionneurs ont
donc bien l’effet escompté : ils induisent du swirl. De plus, on note que l’hypothèse de répartition
de la composante azimutale au sein de l’écoulement, formulée lors du calcul du nombre de swirl
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Fig. 6.11: Génération de structures tourbillonaires lors de l’injection d’un jet dans un écoulement trans-
verse. Influence de la géométrie.
dans le chapitre 4, est correcte : nous sommes en effet assez loin d’une répartition de type
rotation solide et c’est sur un anneau d’une largeur proche du diamètre des actionneurs (D/5)
que l’on trouve une vitesse azimutale importante.
Mais ce qui est le plus frappant sur la figure 6.10 ce sont ces quatre zones où la vitesse
axiale est très faible (voire négative). En zoomant sur une de ces zones on constate que non
seulement la vitesse axiale y est plus faible mais également que les vecteurs s’enroulent autour
d’un axe différent de celui de l’écoulement principal. Il ne s’agit ici nullement de swirl, mais
bien de vorticité axiale. Chaque jet de contrôle s’est transformé en une structure tourbillonnaire
de vorticité axiale. Ce résultat est à mettre en relation directe avec ce dont nous avons fait
état dans le paragraphe 6.2.1. Nous y avons en effet montré qu’un jet dans un écoulement
transverse donnait naissance à une paire de tourbillons contra-rotatifs (figure 6.9). Or, ici, nous
ne distinguons qu’un seul tourbillon. Nous expliquons ceci à partir de la géométrie du système.
La figure 6.11 représente de façon schématique la paire de tourbillons contra-rotatifs dans le
cas d’un jet dans un écoulement transverse (à gauche) et celle telle que nous l’analysons dans
notre configuration (à droite). En fait, on peut imaginer que la formation d’une unique structure
tourbillonnaire est due au fait que la seconde n’a pas la place de se développer, compte tenu de
la présence de la paroi circulaire du tube principal.
La figure 6.12 montre que les structures de vorticité axiale générées par le contrôle subsistent
en aval de la zone d’éjection du jet. On remarque également que le niveau de vorticité en sortie de
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Fig. 6.12: Génération de vorticité axiale par le dispositif de contrôle. A gauche visualisation de la vorticité
axiale dans le plan vertical médian (en haut) et dans une coupe à l’intérieur de la buse (en bas). A droite,
même chose mais cette fois pour q=0.15. Buse SW90.
jet est bien plus important quand le contrôle est activé. Ceci constitue également un élément clé
en termes d’amélioration du mélange, puisqu’il a été établi auparavant que la seule présence de
vorticité axiale contribuait a fortement améliorer le mélange (Bradbury et Khadem [12], Zaman
et al. [96]).
En résumé, la topologie de l’écoulement à l’intérieur de la buse est la suivante : chaque jet
dégénère en une structure de vorticité axiale qui s’enroule autour de l’écoulement principal lui
conférant ainsi une composante azimutale. Ces structures tourbillonnaires persistent en aval de
la zone d’éjection du jet et sont donc responsables des asymétries observées sur les profils de
vitesse obtenus par anémométrie a fil chaud
La figure 6.13 montre une coupe transversale de l’écoulement à x/D=1. Le champ représenté
est celui de la composante orthoradiale du vecteur vitesse dans un repère de coordonnées cylin-
driques. Dans notre cas, cette composante est assimilable à la composante azimutale de vitesse.
La figure 6.13 permet donc de comparer les niveaux de vitesse azimutale entre le cas actionné et
le cas non actionné, corroborant ce qui a été mentionné précédemment : l’écoulement en sortie
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Fig. 6.13: Champ de vitesse azimutale dans une coupe transversale à x/D=1 de l’écoulement non contrôlé
(à gauche) et de l’écoulement contrôlé (à droite).
de buse est swirlé. On remarquera également la trace très nette laissée par les structures de
vorticité axiale à l’intérieur de la "couronne swirlée".
Amélioration du mélange
La figure 6.14 compare le mélange entre le jet et le fluide ambiant pour la configuration non
contrôlée (SW90) et une configuration contrôlée (SW90-15) en utilisant l’indicateur de mélange z
défini dans le chapitre 5. Dans le cas non contrôlé (à gauche) on visualise directement le mélange
entre le traceur numérique injecté par le jet principal et l’air ambiant. Dans le cas contrôlé (à
droite), l’espèce injectée à travers les actionneurs est identique à celle contenue dans la boîte de
confinement. On visualise donc à la fois le mélange entre les jets actionneurs et le jet principal
(à l’intérieur du jet) et entre le jet principal contrôlé et le milieu ambiant (à la frontière du jet).
Une des manifestations de l’amélioration du mélange par le contrôle est l’épaississement de la
zone de mélange en zone de proche sortie du jet. Sous l’effet du swirl, le jet est plus ouvert et
entraîne mieux l’air ambiant, d’où cette amélioration du mélange. On prendra garde toutefois
à ne pas surestimer l’épaisseur de la zone de mélange entre le jet et l’air ambiant : les jets
actionneurs contribuent également à donner une valeur non nulle à l’indicateur de mélange, à
l’intérieur du jet. C’est d’ailleurs ce qui explique la différence de forme de la zone où z est nul
(i.e. sans mélange) à l’intérieur du jet.
La figure 6.15 représente différentes étapes dans la transition de l’état non contrôlé à l’état
contrôlé à travers l’observation des structures tourbillonnaires détectées par le critère Q. Les
quatre tubes actionneurs commencent à être alimentés à l’instant T0 où l’on observe la forte or-
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Fig. 6.14: Visualisations de la zone de mélange entre le jet et l’air ambiant par l’intermédiaire d’un
indicateur de mélange. A gauche, écoulement non contrôlé. A droite, écoulement contrôlé.
Fig. 6.15: Visualisations des structures tourbillonnaires de l’écoulement (critère Q). Transition de l’état
non contrôlé (à To) à l’état contrôlé. Les visualisations sont espacées de 5.10-4 s, soit environ 3500
itérations du calcul.
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ganisation des tourbillons en "ronds de fumée", ainsi que nous l’avons explicitée dans le chapitre
5. On constate ensuite que les grosses structures cohérentes semblent se désorganiser à mesure
qu’elles reçoivent l’information inhérente à l’activation du contrôle. Finalement, lorsque l’on a
atteint un état stationnaire (à T0+1.5 10−3s), on constate que la désorganisation de l’écoulement
sous l’effet du contrôle a conduit à la rupture des grosses structures au profit de plus petites :
c’est la raison pour laquelle le mélange s’en voit amélioré. En effet la quantité d’air ambiant
entraînée est directement proportionnelle à la "surface de mélange". Celle-ci est naturellement
plus importante en présence d’une grande quantité de petites structures tourbillonnaires que
dans le cas d’une organisation de la vorticité en grosses structures.
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6.3 Influence du rapport des impulsions (J)
6.3.1 Dissociation des effets liés à q et à J
Les résultats présentés jusqu’ici concernent exclusivement un écoulement principal d’air
contrôlé par un écoulement secondaire d’air. Dans ce cadre d’étude, les influences du paramètre
q et du rapport des impulsions J, défini par :
J = ρactU
2
act
ρjetU2jet
(6.3)
sont similaires. En effet, dans la mesure où l’on a ρact = ρjet, on peut écrire :
q = ρactUact4SactρjetUjetSjet
=
Uact(2Ract)2
UjetR2
(6.4)
où Ract désigne le rayon des tubes actionneurs. Le facteur "4" apparaissant dans l’expression de
q traduit la prise en compte des quatre tubes actionneurs dans le calcul du débit massique total
de contrôle. Ainsi, pour un contrôle avec de l’air on a directement la relation :
J = αq2 (6.5)
où le coefficient α ne dépend que de la géométrie de la buse. Aussi, il est ici impossible de
dissocier l’influence de J de celle de q, sans changer de géométrie.
La solution qui a été adoptée pour dissocier les effets de q et J consiste en l’utilisation de
gaz de natures différentes pour l’alimentation du système de contrôle : air, CO2 et un mélange
air-hélium (cf. Annexe B). Il nous est ainsi possible d’injecter un gaz plus lourd que l’air (ρCO2
= 1.8kg/m3 dans les conditions standards de température et pression) et un gaz plus léger que
l’air (ρair−He = 0.675kg/m3). On a alors une relation entre J et q :
J = α
ρjet
ρact
q2 (6.6)
Ainsi, à débit de contrôle constant (q=cte), le fait de changer la nature du gaz dans le
dispositif d’actionneurs permet de changer la valeur de J et donc de caractériser l’influence de
ce paramètre.
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6.3.2 Impact du changement d’espèces sur l’efficacité du contrôle
Fig. 6.16: Evolution de l’ouverture du jet contrôlé en fonction du paramètre q. Visualisation par fluo-
rescence induite par laser. Buse SW90.
Des campagnes de mesures expérimentales ainsi que des simulations numériques en injectant
d’autres espèces que l’air (CO2 et Air-He) à travers le dispositif de contrôle ont été effectuées
sur la buse SW90. L’objectif est ici de mettre en exergue l’importance du paramètre J, en
utilisant le fait que, à q donné et constant, on a JCO2<Jair<Jair−He. Les champs instantanés
de PLIF obtenus pour q=0.15, 0.2 et 0.25 avec chacune des trois espèces sont représentés sur
la figure 6.16. On constate, pour ces trois régimes de contrôle, que l’épanouissement du jet est
plus important lorsque le mélange air-hélium est injecté à travers le dispositif d’actionneurs.
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Fig. 6.17: Evolution de l’angle d’ouverture du jet contrôlé en fonction du paramètre q. Buse SW90.
Cette tendance persiste sur toute la gamme du paramètre q, ainsi que le montre la figure 6.17.
Elle représente les courbes d’évolution de l’angle d’ouverture de l’écoulement en fonction de q
pour chacune des espèces. On retrouve ici le fait que, pour de faibles valeurs de q, le jet s’ouvre
peu et ce indépendamment de la nature de l’espèce injectée. En revanche, à partir de q=0.15,
on remarque clairement que le jet contrôlé est d’autant plus ouvert que le gaz injecté dans le
dispositif de contrôle est léger. Dans le cas présent, il semble donc que le paramètre q ne soit
plus représentatif de l’efficacité du contrôle. Ainsi, à q=0.25 par exemple, le jet actionné avec le
mélange air-He est plus de deux fois plus ouvert que celui actionné avec du CO2. En s’inspirant
des résultats concernant les jets dans un écoulement transverse discutés précédemment, nous
avons choisi de représenter l’évolution de l’angle d’ouverture de l’écoulement en fonction du
paramètre J (figure 6.18) : les trois courbes correspondant aux trois espèces se superposent
parfaitement. De plus, l’ensemble des points constitué par les trois séries de mesure, avec trois
espèces différentes, constitue une droite. Ce phénomène n’est pas sans rappeler celui observé par
Chigier et Chervinsky [18] qui avaient établi que le demi angle d’ouverture du jet α1/2 (basé
sur la demi-vitesse de l’écoulement) évoluait linéairement en fonction du nombre de swirl S de
l’écoulement :
α1/2 = 4.8 + 14S (6.7)
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Fig. 6.18: Evolution de l’angle d’ouverture du jet contrôlé en fonction du paramètre J. Buse SW90.
et ce sur une large gamme du nombre de swirl (jusqu’à S=1.2).
Il est vrai que dans notre cadre d’étude le nombre de swirl et le paramètre J sont intimement
liés. En effet, J représente, à une constante multiplicative près, le rapport entre le flux de
quantité de mouvement à travers les tubes actionneurs et à travers le tube principal. Or le flux
de quantité de mouvement à travers les actionneurs contribue principalement à l’apparition de
la composante azimutale du champ de vitesse de l’écoulement dans la buse et est de ce fait
l’acteur principal du calcul de Gϕ défini dans le paragraphe 1.4.1. De même le flux de quantité
de mouvement à travers le tube principal est à rapprocher de la poussée axiale Gx. Il n’existe
toutefois, a priori, pas de formulation littérale liant directement S et J dans le cas présent, mais
l’on conçoit aisément le lien entre les deux.
Ce résultat important permet de compléter l’optimisation du dispositif de contrôle dans le
cas où l’on souhaiterait contrôler un jet par un écoulement de gaz de nature différente. En effet,
nous venons d’établir que pour limiter le coût du contrôle il est préférable d’actionner le gaz le
plus lourd par le gaz le plus léger, dans la mesure où cela est possible, naturellement.
Dans notre situation non réactive, on peut évidemment se demander ce qui se serait produit
si, au lieu d’un mélange air-hélium, nous avions pu injecter de l’hélium pur (ρ = 0.178 kg/m3
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dans les conditions normales de température et pression, conditions normales de température et
pression) ou de l’hydrogène (ρ = 0.09 kg/m3 dans les CNTP).
Il suffit alors d’utiliser l’expression 6.6, et, en choisissant le mélange Air-hélium pour réfé-
rence, de calculer le débit d’une espèce X à injecter pour obtenir le même effet qu’avec un débit
qair−He :
qX
qair−he
=
r ρX
ρair−he
⇐⇒ J = cte (6.8)
La table 6.1 regroupe les différentes valeurs prise par qXqair−he selon les espèces. On notera,
par exemple, que le coût du contrôle en termes de débit massique, serait 2 fois moins important
avec de l’hélium pur qu’avec le mélange air-hélium que nous avons utilisé.
Hy He Air-He Air CO2
0.348 0.49 1 1.32 1.63
Tab. 6.1: Effet de la nature de l’espèce injectée sur le coût du contrôle. Normalisation par le cas du
mélange Air-Hélium.
6.3.3 Impact du changement d’espèces sur la topologie de l’écoulement à
l’intérieur de la buse
Nous venons d’établir qu’à débit et donc à coût de contrôle égal, la nature de l’espèce
injectée dans le dispositif de contrôle jouait un rôle prépondérant dans l’efficacité du contrôle.
Ainsi, nous savons à présent que la configuration "idéale" de contrôle consiste en l’injection
d’un écoulement secondaire de gaz léger pour contrôler un écoulement de gaz plus lourd. Afin
de comprendre pourquoi, nous avons réalisé deux simulations numériques complémentaires de
la configuration SW90-15. Une première simulation consiste à injecter un gaz lourd (CO2) à
travers le dispositif de contrôle. Le débit massique de contrôle reste constant à 15% du débit
principal. Nous appelerons cette configuration SW90-15-CO2. La valeur de J correspondant
à cette configuration est JCO2=0.57. La deuxième simulation consiste en l’injection d’un gaz
léger à travers le dispositif de contrôle. Les expériences ont été conduites avec un mélange air-
hélium de densité ρair−He = 0.675 kg/m3 dans les conditions standards de température et
pression (i.e. 20oC et 1bar). Seulement, l’espèce hélium n’est pas disponible dans le code de
calcul AVBP. Nous avons donc substitué au mélange air-hélium un écoulement de méthane
(CH4) de densité ρCH4= 0.668 kg/m3 dans les conditions standards de température et pression.
Cette configuration sera notée SW90-15-CH4. La valeur de J correspondant à cette configuration
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est JCH4=1.55. L’influence du paramètre J va donc pouvoir être étudiée, dans la mesure où nous
avons trois configurations bien distinctes :
— J<1 : avec la configuration SW90-15-CO2 (JCO2=0.57),
— J'1 : avec la configuration SW90-15 (Jair=0.9)
— J>1 : avec la configuration SW90-15-CH4 (JCH4=1.55)
Remarque : Dans la mesure où aucune comparaison quantitative ne sera effectuée avec les
expériences, l’écart de 1% sur la masse volumique de l’écoulement de contrôle de CH 4 , par
rapport à celle du mélange air-hélium que nous avons utilisé expérimentalement, nous paraît
tout à fait raisonnable.
La figure 6.19 représente des coupes de l’écoulement à l’intérieur de la buse dans des plans
perpendiculaires à la direction principale de l’écoulement situés à différentes distances de la
zone d’injection de l’écoulement de contrôle. Le champ représenté est celui de la concentration
en l’espèce injectée à travers les actionneurs, respectivement CH4, air (via un traceur numérique)
et CO2. Afin de mieux comprendre l’écoulement au sein de la buse, nous complétons l’information
en représentant les champs moyens de concentration des même espèces mais cette fois dans un
plan vertical, parallèle au plan vertical médian, contenant l’axe de symétrie d’un des tubes
actionneurs (figure 6.20). Bien que le débit massique de contrôle soit constant dans ces trois
configurations, on note des régimes complètement différents selon la nature de l’espèce injectée
et donc selon la valeur de J, ce qui va dans le même sens que ce que nous avons explicité
dans le paragraphe précédent. Les différences entre les trois configurations de contrôle résident
principalement dans la topologie de l’écoulement issu des actionneurs et dans la "vitesse de
rotation" engendrée par le contrôle.
L’interaction entre le jet principal et les jets auxiliaires est fortement influencée par le rapport
de leurs impulsions (J). En effet les figures 6.19 et 6.20 montrent que la pénétration des jets
auxiliaires dans le jet principal est pilotée par J. Ainsi, on constate que le jet de CO2 est bien
plus entraîné par le jet principal que les jets d’air ou encore de CH4. On retrouve ici un résultat
de la littérature sur les jets dans un écoulement transverse (cf. § 6.2.1) : l’impulsion du jet de
CO2 n’est pas suffisante pour avoir un effet fort sur l’écoulement principal. En revanche, si l’on
augmente J, on commence à avoir une réelle pénétration des jets auxiliaires dans l’écoulement.
Ainsi, on constate sur la figure 6.19 que la surface de la zone où CH4 est inexistant est inférieure
à celle où l’air est inexistant, elle même encore inférieure à celle où CO2 est inexistant.
La valeur de J a également un impact sur la topologie des écoulements de jets auxiliaires.
Ainsi le jet de CO2 conserve une forme ovoïde tout en tournant autour de lui même, ainsi que
nous l’avons montré précédemment. Le jet de CH4 a une toute autre allure. En fait, la topologie
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Fig. 6.19: Champs moyens de concentration en l’espèce injectée à travers les actionneurs à différentes
distances de la zone d’injection de l’écoulement de contrôle. Ecoulement contrôlé à q=0.15 avec du CO2,
de l’air et du CH4.
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Fig. 6.20: Champs moyens de concentration (+isocontours) en l’espèce injectée à travers les actionneurs
dans le plan vertical contenant l’axe de symétrie de l’un des tubes actionneurs. Ecoulement contrôlé à
q=0.15 avec du CO2, de l’air et du CH4.
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de l’écoulement de la configuration SW90-15-CH4 n’est pas sans rappeler celle des jets dans un
écoulement transverse. On distingue en effet une forme de "haricot" qui est très voisine de celle
correspondant à la paire de tourbillons contra-rotatifs résultant de l’interaction d’un jet et d’un
écoulement transverse orthogonaux. La configuration SW90-15 se situe entre ces deux extrêmes.
Au final, on comprend en quoi l’augmentation de J contribue à améliorer l’efficacité du
contrôle. En fait, le swirl induit par les actionneurs est plus important, à q constant, lorsque J
est élevé. Ceci peut paraître trivial dans la mesure où l’on sait qu’à débit de contrôle constant
le fait d’injecter un gaz léger permet d’avoir une vitesse azimutale plus élevée. Toutefois, il faut
garder à l’esprit que, dans le calcul du nombre de swirl, la densité locale de l’écoulement intervient
également (cf. chapitre 4). De ce fait, rien ne peut attester a priori le fait que l’on génère un
swirl plus important en injectant un gaz plus léger. Ici, grâce aux simulations numériques, nous
sommes en mesure d’affirmer que le swirl croît avec J. En effet, en observant les structures
tourbillonnaires de la figure 6.19, on constate que celles-ci s’enroulent plus rapidement autour
de l’écoulement principal dans le cas d’un injection de CH4, traduisant le fait que le mouvement
de giration global de l’écoulement est plus intense.
Ces résultats viennent corroborer mais également expliquer ceux observés expérimentale-
ment. Le fait d’injecter un gaz léger à travers les actionneurs permet de générer un swirl plus
important et donc d’améliorer l’efficacité du dispositif de contrôle. Par ailleurs, les simulations
numériques montrent que le changement du rapport des impulsions a également un effet sur la
topologie de l’écoulement et tout particulièrement sur l’interaction entre les jets auxiliaires et le
jet principal.
6.4 Mieux appréhender le dispositif expérimental à l’aide de la
LES
Avant de conclure, il nous semble opportun de préciser à quel point les simulations numé-
riques LES sont véritablement complémentaires des réalisations expérimentales. Ceci a déjà été
établi dans le cadre de l’analyse des phénomènes impliqués dans le contrôle (cf. § 6.2.2), mais
les interactions expériences-simulations ne se limitent pas à ceci.
6.4.1 Perte de charge dans la buse
Lors des campagnes de mesures expérimentales un problème a été rencontré : lorsque l’on
active le dispositif de contrôle, le débit de l’écoulement principal chute, alors que les alimentations
en air de l’écoulement de contrôle et de l’écoulement principal sont complètement dissociées (cf.
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Fig. 6.21: Profil axial de pression moyenne à l’intérieur de la buse (x/D<0) et en proche sortie du jet
(x/D>0). Caractérisation de la perte de charge générée par l’activation du contrôle. Résultats numériques.
chapitre 2). De plus, cette chute de débit croît continûment avec le débit de contrôle injecté, si
bien que lorsque l’on injecte 30% du débit principal à travers les actionneurs (q=0.3) le débit
principal, si il n’est pas régulé, chute de 10% environ.
Les simulations numériques ont permis d’établir à quoi ceci est dû. En fait, lorsque l’on
alimente les tubes actionneurs, on génère une perte de charge au niveau de la buse principale
(cf. figure 6.21), un peu comme si l’on obstruait le passage. Aussi, plus on augmente le débit de
contrôle plus la perte de charge est importante. La soufflerie qui génère l’écoulement principal
étant directement sensible aux pertes de charge situées en aval de sa sortie, le débit principal
décroît continûment avec l’intensité du contrôle.
Ce qui est plus frappant encore, c’est que ce sont les simulations numériques qui ont permis
d’identifier ce problème expérimental (et non pas seulement de l’expliquer). En effet, sur le
banc de mesure initial, la soufflerie délivrant le débit principal était étalonnée à partir d’un
débitmètre volumique (de type débitmètre à aubes). Ainsi, à une graduation du régulateur de
puissance de la soufflerie correspondait un débit, qui était par la suite supposé constant. Aussi,
lors des premières comparaisons entre les simulations et les expériences, il est clairement apparu
que les expériences présentaient un défaut : le débit principal diminuait en fonction du débit de
contrôle injecté. Ceci a donc conduit à modifier le banc expérimental, en intégrant un débitmètre
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massique sur la ligne d’alimentation de l’écoulement principal afin de pouvoir en contrôler le
débit en permanence.
6.4.2 Optimisation de la géométrie du dispositif de contrôle
La stratégie qui a été adoptée ici a consisté à mener une série de campagnes expérimentales
afin d’identifier la configuration de contrôle optimale et de limiter ainsi les simulations, dont
le coût en termes de temps de calcul est élevé. Une telle approche n’est toutefois pas toujours
aisée, spécialement quand le dispositif expérimental est complexe ou lorsque les modifications
à apporter au dispositif existant sont importantes. Ainsi on peut imaginer une autre approche
qui consisterait à valider les simulations numériques sur une configuration expérimentale donnée
et d’effectuer l’optimisation du système numériquement. Evidemment, une validation préalable
des simulations semble indispensable et une stratégie purement numérique pourrait s’avérer
périlleuse.
Une fois les simulations validées sur la configuration SW90-15 (cf. figure 6.7 et 6.8) nous
avons testé la capacité de la LES à prédire les effets d’un changement de géométrie du système
de contrôle. Ici, nous avons choisi de simuler la configuration A90-15 et donc d’observer si la
LES était capable de rendre compte de l’influence de la distance entre les actionneurs et la
zone d’éjection du jet (cf. chapitre 4). La figure 6.22 montre les profils radiaux de vitesse axiale
moyenne obtenus expérimentalement (à gauche) et numériquement (à droite) pour chacune des
configurations SW90-15 et A90-15. On constate que la LES est capable de rendre compte de la
meilleure efficacité, en termes d’ouverture du jet, de la configuration SW90. En effet, on retrouve
ce que l’on avait évoqué dans le chapitre 4, à savoir que la vitesse au centre est plus élevée et
le profil moins large dans le cas de la configuration A90-15. On montre ainsi que la LES permet
d’aider dans l’optimisation d’une géométrie.
6.4.3 Quantification des incertitudes de mesure à partir de la LES
Lors de la comparaison LES/expériences, une question souvent négligée est l’évaluation des
marges d’erreur expérimentales. Cette section montre comment la LES peut être utilisée pour
quantifier ces barres d’erreur en fournissant le gradient complet de la solution. Le problème des
barres d’erreur sur la solution numérique ne sera pas abordé ici.
Le banc expérimental est équipé pour fournir des informations quantitatives de vitesse axiale
sur un axe, l’axe de déplacement du robot sur lequel est fixé la sonde à fil chaud. En déplaçant
la sonde il est possible de réaliser des profils à différentes distances du nez de la buse, dans un
plan médian horizontal de l’écoulement. Avec les simulations numériques, les champs obtenus
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Fig. 6.22: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne. Comparaison des profils à x/D=5 pour les buses
A90 et SW90. Résultats expérimentaux (à gauche) et numériques (à droite).
sont tridimensionnels et couvrent tout l’écoulement. Après avoir identifié les sources potentielles
d’erreur sur le banc expérimental, nous verrons comment il est possible, à partir des champs
LES, de déterminer les paramètres qui ont le plus d’incidence sur la précision des résultats et
comment quantifier les erreurs commises.
Les sources d’erreurs expérimentales
Le banc de déplacement La figure 6.23 présente les principales erreurs commises en termes
de positionnement de la sonde. Pour des raisons de lisibilité ces erreurs sont fortement exagérées.
Chaque profil est réalisé à une distance x du nez de la buse. Une première erreur est commise
sur la valeur de x. Les profils sont des profils radiaux de vitesse, ils devraient passer par l’axe
principal de l’écoulement : une erreur est commise selon y.
L’orientation des actionneurs L’orientation des actionneurs par rapport à la verticale et
l’horizontale (θ0, figure 6.24) est également à l’origine d’une incertitude sur la mesure expéri-
mentale, plus encore dans des configurations où le dispositif de contrôle est alimenté. En effet,
l’écoulement moyen résultant de l’excitation du jet principal par le système de contrôle n’est
plus axisymétrique (présence de quatre structures tourbillonnaires).
Dans les expériences, les profils sont toujours effectués dans un plan horizontal. Or, selon la
valeur de θ0 les résultats obtenus diffèrent. Pour illustrer ceci, la figure 6.25 montre des profils
radiaux de vitesse moyenne issus de la simulation de la configuration SW90-15 à une distance
x/D=1 de la sortie de la buse. Dans un cas les profils sont extraits le long des axes y et z
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Fig. 6.23: Estimation des erreurs commises expérimentalement dans le positionnement de la sonde.
Fig. 6.24: Incertitude liée à l’orientation des actionneurs sur le banc expérimental.
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Fig. 6.25: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne. Effet de l’orientation des actionneurs.
puis moyennés entre eux, dans l’autre le long d’axes inclinés de 45◦ par rapport à y et z (i.e.
l’équivalent de θ0=45◦). On constate très nettement que dans cette zone le champ de vitesse
axiale n’est pas axisymétrique.
Estimation de l’erreur commise
Erreur de positionnement de la sonde Nous avons admis dans le paragraphe 6.4.3 que
les erreurs les plus significatives étaient liées à des incertitudes de positionnement de la sonde
selon les axes x et y. De ce fait, on peut quantifier un première erreur sur la mesure de la vitesse,
∆Up :
∆Up =
¯¯¯¯
∂U
∂x
¯¯¯¯
∆x+
¯¯¯¯
∂U
∂y
¯¯¯¯
∆y (6.9)
où ∆x et ∆y sont les estimations des erreurs commises dans le positionnement de la sonde selon
x et y.
A partir de la LES, il nous est possible de construire le gradient de la vitesse en tout point :
gradU =
µ
∂U
∂x ,
∂U
∂y ,
∂U
∂z
¶
(6.10)
et donc de calculer ∆Up.
Erreur d’orientation des actionneurs Si les actionneurs utilisés dans les campagnes expé-
rimentales ne sont pas parfaitement alignés avec ceux maillés dans les simulations numériques,
une nouvelle erreur est commise. On peut estimer qu’une rotation des actionneurs d’un angle θ0
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conduit à une rotation du même angle de tous les champs. On peut alors établir l’erreur due à
l’orientation des actionneurs, ∆Uo :
∆Uo =
¯¯¯¯
∂U
∂θ0
¯¯¯¯
∆θ0 (6.11)
où ∆θ0 est une estimation de l’erreur commise dans l’orientation du système de contrôle sur le
banc expérimental. On peut construire ∂U∂θ0 à partir des simulations numériques :
∂U
∂θ0 =
∂U
∂y ∗
∂y
∂θ0 +
∂U
∂z ∗
∂z
∂θ0 (6.12)
En effectuant un changement de repère :
y = r cos θ0 (6.13)
z = r sin θ0 (6.14)
r =
p
y2 + z2 (6.15)
et en réinjectant dans (6.12), on obtient :
∂U
∂θ0 = −z
∂U
∂y + y
∂U
∂z (6.16)
et on peut alors estimer l’erreur ∆Uo :
∆Uo =
¯¯¯¯
−z ∂U∂y + y
∂U
∂z
¯¯¯¯
∆θ0 (6.17)
Erreur totale L’erreur maximale commise en chaque point du profil expérimental est la
somme des deux contributions précédemment calculées :
∆U = ∆Up +∆Uo (6.18)
∆U(x, y, z) =
¯¯¯¯
∂U
∂x
¯¯¯¯
∆x+
¯¯¯¯
∂U
∂y
¯¯¯¯
∆y +
¯¯¯¯
−z∂U∂y + y
∂U
∂z
¯¯¯¯
∆θ0 (6.19)
que l’on écrira sous la forme simplifiée :
∆U(x, y, z) = δx(x).∆x+ δy(y).∆y + δθ0(y, z).∆θ0 (6.20)
où
δx(x) =
¯¯¯¯
∂U
∂x
¯¯¯¯
(6.21)
δy(y) =
¯¯¯¯
∂U
∂y
¯¯¯¯
(6.22)
δθ0(y, z) =
¯¯¯¯
−z∂U∂y + y
∂U
∂z
¯¯¯¯
(6.23)
144
6.4 Mieux appréhender le dispositif expérimental à l’aide de la LES
sont directement calculables à partir des champs LES. Il reste toutefois à estimer les grandeurs
∆x, ∆y et ∆θ0. Un ordre de grandeur raisonnable pour ces erreurs de positionnement géomé-
trique est :
∆x = 1mm (6.24)
∆y = 1mm (6.25)
∆θ0 = 5◦ (6.26)
De cette manière, nous estimons qu’il est possible, en chaque point d’un profil expérimental
qu’une erreur maximale de 1mm soit commise dans le positionnement selon x et y. Cette longueur
de 1mm correspond également à la longueur du fil chaud. De même, l’écart maximum entre
l’orientation des actionneurs sur le banc expérimental et dans les simulations numériques est
estimé à 5◦.
Remarque : L’analyse des incertitudes que nous venons de mener sur le champ de vitesse
axiale moyenne est directement applicable à tous les autres champs en remplaçant "U" par le
champ en question dans chacune des expressions ci-dessus.
Application
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Fig. 6.26: Champs d’incertitude locale de me-
sure expérimentale déterminés à partir des si-
mulations numériques.
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Fig. 6.27: Erreur totale commise expérimen-
talement, déterminée à partir des simulations
numériques.
A partir des champs de vitesse obtenus numériquement, nous calculons les différentes gran-
deurs explicitées précédemment. La figure 6.26 montre les différentes erreurs calculées pour un
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profil à x/D=3, le long de l’axe z (y=0). On constate que l’incertitude liée au positionnement
de la sonde le long de l’axe x est très faible comparativement à celle selon y et θ0. La figure
6.27 montre le profil d’erreur totale estimée à partir des simulations numériques. Il s’agit en
fait de la somme des trois contributions de la figure 6.26. On constate ainsi que la zone critique
en termes de validité d’une mesure expérimentale est la zone de cisaillement de l’écoulement,
puisque c’est dans cette région que l’on note les valeurs les plus hautes de ∆U . En revanche,
sur l’axe principal de l’écoulement, l’erreur est très fortement réduite, de même, naturellement,
lorsque l’on sort de l’écoulement.
A partir de ces données, il est maintenant possible d’ajouter une barre d’erreur sur les profils
expérimentaux. Les figures 6.28 et 6.29 montrent les profils radiaux de vitesse axiale moyenne
et rms numériques et expérimentaux à x/D=3 et 7 pour les configurations SW90 et SW90-15.
Les barres d’erreur calculées précédemment à partir des simulations numériques sont ajoutées
autour des profils expérimentaux. Dans la plus grande partie des profils, les barres d’erreur
encadrent les profils issus de la LES. Il subsiste néanmoins quelques zones (essentiellement dans
la zone de cisaillement) dans lesquels la LES semble surestimer la vitesse axiale. Concernant les
fluctuations de vitesse, on pourra s’étonner de la forte amplitude des incertitudes à l’intérieur
du cône potentiel.
Bien que cette méthodologie d’évaluation des barres d’erreur expérimentale grâce aux résul-
tats LES n’ait pas été appliquée à tous les résultats de cette thèse, cette section démontre le
potentiel d’une telle approche pour le futur.
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Fig. 6.28: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms à x/D=3 et 7. Configuration SW90. Les
barres d’erreur expérimentales sont calculées à partir des simulations numériques LES.
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Fig. 6.29: Profils radiaux de vitesse axiale moyenne et rms à x/D=3 et 7. Configuration SW90-15. Les
barres d’erreur expérimentales sont calculées à partir des simulations numériques LES.
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L’objectif de cette étude était double : concevoir un dispositif de contrôle actif du mélange
d’un jet applicable à une situation industrielle réactive et valider les simulations numériques
des grandes échelles (LES) comme étant un bon outil de prédiction des effets du contrôle sur
l’écoulement.
Pour cela, un banc expérimental a été conçu et installé au laboratoire. Il a été équipé de la
métrologie et des outils de diagnostics nécessaires pour caractériser et optimiser un dispositif
simple et générique de contrôle actif du mélange d’un jet avec le fluide ambiant. Différentes
campagnes de mesures expérimentales ont permis d’optimiser la géométrie de ce dispositif en
établissant quels étaient les paramètres les plus influents sur la qualité du contrôle.
Le dispositif établi comme étant le plus efficace consiste en l’injection tangentielle d’un
écoulement secondaire à travers quatre petits tubes situés en amont de la sortie de l’injecteur.
C’est cette configuration qui a été simulée numériquement à l’aide du code de calcul AVBP. Les
simulations numériques aux grandes échelles de l’écoulement ont été capables de reproduire les
résultats expérimentaux, tant en termes de vitesse moyenne que d’intensité de la turbulence.
Par ailleurs, ces simulations ont permis d’identifier les mécanismes gouvernant l’efficacité du
contrôle. Outre le mouvement global de giration ("swirl") qui était pressenti compte tenu de la
géométrie du dispositif de contrôle, les simulations numériques ont mis en exergue la présence
de quatre structures de vorticité axiale résultant de l’interaction des jets auxiliaires avec le jet
principal.
Les études expérimentales et numériques ont toutes deux établi que l’effet du contrôle sur
le mélange entre le jet principal, contrôlé avec de l’air, et l’air ambiant était lié au rapport
entre le débit de contrôle et le débit principal. En recourant à des gaz de natures différentes,
il a été possible de dissocier les effets liés au rapport des débits de ceux liés au rapport des
impulsions. Nous avons ainsi été en mesure d’établir que le rapport des impulsions était le
paramètre déterminant.
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Les travaux menés au cours de cette thèse ont conduit à la conception d’un dispositif simple
de contrôle actif du mélange d’un jet avec le fluide ambiant. La finalité industrielle de ce projet
étant directement liée au contrôle actif des instabilités de combustion, on pourrait s’étonner de
l’absence de résultats en situation réactive dans le présent manuscrit. Toutefois, nous rappelons
ici que notre objectif était de concevoir un dispositif ayant un effet fort sur l’aérodynamique
de l’écoulement. En situation non réactive, cela se traduit en termes d’amélioration de l’épa-
nouissement d’un jet, via l’amélioration de l’entraînement du fluide ambiant, mais en situation
réactive il faut également ajouter la modification importante de la richesse locale, du mélange
des réactifs qui conduit naturellement à un effet sur la flamme.
Notre projet de recherche, cofinancé par Air Liquide et l’ADEME, a été mené en colla-
boration avec le laboratoire EM2C de l’Ecole Centrale de Paris au travers d’une autre thèse
réalisée par Marta de la Cruz Garcia. La base de cette collaboration était simple : un dispositif
de contrôle actif d’un jet était développé et validé à l’IMFT, puis testé en situation réactive
au laboratoire EM2C. La thèse effectuée au laboratoire EM2C a donc été décalée d’une année
par rapport au début des présents travaux, de sorte à avoir une base solide avant le début des
travaux en situation réactive. La configuration expérimentale réactive est plus complexe dans
la mesure où elle intègre un écoulement annulaire externe autour de la buse équipée des quatre
tubes actionneurs. Ces derniers ont donc du être entièrement intégrés à la toile de la buse afin
de ne pas perturber l’écoulement annulaire externe. Sans rentrer dans le détail, la configuration
expérimentale consiste en une injection de carburant (propane ou hydrogène) au travers d’une
buse équipée des tubes actionneurs, autour de laquelle écoulement annulaire externe de prémé-
lange propane-air est injecté. Ainsi, le propane pur ou l’hydrogène symbolisent le gaz riche des
fours de cokerie (FC, cf. chapitre 1) et le prémélange le gaz pauvre des hauts fourneaux (HF).
La figure 6.30 montre une photographie de l’écoulement non contrôlé. On y distingue la partie
extérieure du tube interne, légèrement avancée par rapport au fond de la chambre. Autour de ce
tube interne, on injecte le prémélange pauvre (richesse aux alentours de 0.7). Le jet de carburant
pur est injecté au centre du brûleur, ici masqué par la flamme. La complexité de la géométrie
du brûleur ajoutée à celle inhérente aux situations réactives a nécessité de nombreuses amélio-
rations du système initial. Les premiers résultats obtenus dans le cas où le jet de carburant est
actionné ont montré qu’il était impossible d’obtenir des instabilités de combustion gouvernées
par le jet de carburant pur avec la géométrie actuelle. Naturellement, afin d’évaluer l’efficacité
du dispositif de contrôle, il est indispensable de le disposer sur l’écoulement qui gouverne les
instabilités. Des modifications seront donc de nouveau apportées à la géométrie du brûleur.
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Fig. 6.30: Dispositif expérimental développé au laboratoire EM2C de l’Ecole Centrale de Paris. L’injec-
teur est constitué d’un jet central de propane ou d’hydrogène pur contrôlable par quatre tubes actionneurs
orientés tangentiellement ainsi que d’un écoulement annulaire externe de prémélange propane-air.
L’application du concept des jets auxiliaires au contrôle actif des jets ne se limite pas unique-
ment à l’amélioration du mélange avec le fluide ambiant. Nous avons établi, notamment durant
le stage de DEA (Faivre [34]), que l’on pouvait utiliser des jets auxiliaires pour une toute autre
application : la déviation d’un jet. Dans notre contexte industriel, ce résultat n’était pas directe-
ment applicable. Par la suite, il s’est avéré que cela répondait parfaitement à une autre attente
d’Air Liquide, dans un procédé industriel totalement différent. L’idée est ici de pouvoir moduler
les transferts thermiques d’un brûleur sur une charge en étant capable d’influer sur l’incidence
de la flamme en sortie de brûleur.
En s’inspirant du dimensionnement réalisé pour cette étude, un brûleur modèle à jets séparés
a été conçu et équipé de tubes actionneurs (figure 6.31). L’oxygène et le carburant (ici du gaz
naturel) sont injectés à travers deux orifices distincts dans la chambre de combustion. En sortie
de chacun des jets sont disposés deux tubes actionneurs, inclinés de 30◦ par rapport à la verticale.
Le ratio entre le diamètre des jets principaux et celui des tubes auxiliaires (1/5) a été choisi à
l’identique de celui de notre configuration la plus efficace (SW90). Cette étude préliminaire avait
pour objectif de démontrer le potentiel des jets auxiliaires à agir sur l’incidence de la flamme.
Le coût du contrôle est exprimé, comme précédemment, en fonction du rapport entre le débit
de contrôle et le débit de chacun des jets.
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Fig. 6.31: Schéma du brûleur à jets séparés modèle équipé de tubes actionneurs
Fig. 6.32: Visualisation de l’effet du contrôle sur la flamme.
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Les premiers test effectués ont consisté à contrôler uniquement le jet d’oxygène avec de l’oxy-
gène (figure 6.32-b et 6.32-c) puis à contrôler les deux jets avec des gaz de même nature (i.e.
oxygène pour le jet d’oxygène et gaz naturel pour le jet de gaz naturel, figure 6.32-d). La figure
6.32-a sert de référence, aucun des jets n’y est contrôlé. La figure 6.32-b et la figure 6.32-c)
présentent des visualisations de la flamme pour laquelle l’écoulement d’oxygène est contrôlé par
l’injection d’oxygène par les tubes auxiliaires à respectivement q=0.05 et q=0.15. On note clai-
rement que l’on est capable de modifier l’incidence de la flamme en actionnant le jet d’oxygène.
De plus, cette incidence augmente avec le débit de contrôle. Cependant, on remarque que la
longueur de la flamme est considérablement réduite sous l’effet du contrôle, ce qui constitue un
inconvénient majeur pour l’application industrielle. Ce raccourcissement de la flamme s’explique
par le fait qu’en déviant le jet d’oxygène vers le bas, on favorise le mélange avec le jet de gaz
naturel (qui est en dessous). La flamme est alors plus courte et plus intense. Pour pallier ceci,
il suffit de contrôler également le jet de gaz naturel. La figure 6.32-d présente une visualisation
de la flamme lorsque chacun des deux jets est actionné avec q=0.15. On constate, évidemment,
que la flamme est encore plus inclinée que dans le cas de la figure 6.32-c, mais surtout qu’elle
est plus longue.
A travers ce travail préliminaire, nous avons montré qu’en équipant un brûleur à jets séparés
de tubes auxiliaires, nous étions capables de moduler à la fois l’incidence et la longueur de
la flamme de façon continue. Il ne s’agit nullement d’un dispositif de type "Tout Ou Rien",
mais bien d’un dispositif de régulation. Ces premiers résultats encourageants vont conduire à
la conception d’un brûleur plus élaboré qui sera par la suite testé dans un four permettant de
mesurer le transfert thermique sur une charge. Des données plus quantitatives en matière d’angle
de déviation et de longueur de flamme pourront également être obtenues. Concernant la déviation
de l’écoulement, une étude en situation non réactive a déjà débuté à l’IMFT avec l’arrivée d’un
nouveau doctorant. Par ailleurs, la brevetabilité du concept est actuellement investiguée.
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Annexe A
Formation des oxydes d’azote
Les oxydes d’azote formés lors des réactions de combustion sont le monoxyde d’azote ou
oxyde nitrique (NO), le dioxyde l’azote (NO2) ainsi que l’oxyde nitreux ou protoxyde d’azote
(N2O).
A.1 Formation du NO
Il existe trois mécanismes distincts conduisant à la formation du NO thermique, du NO
précoce et du NO du combustible (Cathonet [16]).
A.1.1 Mécanisme de formation du NO thermique
L’azote de l’air réagit avec les atomes d’oxygène produits dans la flamme selon le mécanisme
défini par Zeldovich :
N2 +O• → N• +NO•
N• +O2 → NO +O•
L’énergie d’activation de la première de ces deux réactions est très élevée ce qui signifie que
la vitesse de la première réaction ne sera notable que pour des hautes températures. Ainsi,
en baissant la température de combustion il est possible de diminuer la production de NO
thermique. C’est ce qui est recherché actuellement sur de nombreuses installations industrielles.
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A.1.2 Mécanisme de formation du NO précoce
Cette fois le mécanisme de formation de NO fait intervenir les radicaux hydrocarbonés CH
et CH2 :
CH• +N2 → HCN +N•
CH2• +N2 → HCN +NH•
HCN est par la suite oxydé en NO en formant également plusieurs autres composés intermé-
diaires. Ce mécanisme est la source principale des oxydes d’azote lorsque les radicaux CH•i sont
nombreux, donc dans les flammes riches.
A.1.3 Mécanisme de formation du NO du combustible
Ce mécanisme intervient pour des combustibles contenant des molécules azotées. Celles-ci
se décomposent au cours de la combustion, formant des molécules de HCN ou encore NH3, qui,
à leur tour, peuvent être oxydées en NO. Les réactions d’oxydation étant très rapides, ce sont
celles de formation de HCN et NH3 qui sont limitantes du point de vue cinétique.
A.2 Formation de NO2
NO2 est un composé très minoritaire dans les gaz brûlés. En effet, celui-ci peut être considéré
comme un intermédiaire puisqu’il est formé à partir de NO :
NO +HO•2 → NO2 +OH•
puis rapidement réduit en NO :
NO2 +O• → NO +O2
NO2 +H• → NO +OH•
Toutefois, il peut arriver que des traces de NO2 soit présentes dans des gaz brûlés et l’hypothèse
de formation en aval de la chambre de combustion, après refroidissement des gaz, a été avancée.
Ces mécanismes sont encore cependant mal expliqués.
A.3 Formation de N2O
Ce composé est un polluant peu actif puisque peu réactif. Son émission dans les flammes est
faible sauf parfois dans les combustions en lit fluidisé où il résulte de mécanismes très complexes.
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Dans les flammes plus "classiques", le mécanisme de formation de N2O est le suivant :
NCO• +NO → N2O + CO
NH• +NO → N2O +H•
Enfin, ajoutons que N2O réagit avec les atomes H• selon la réaction :
N2O +H• → N2 +OH•
Compte tenu de ces différents mécanismes de formation, il apparaît clairement que pour
respecter les normes anti-pollutions actuelles la solution se trouve du côté du NO thermique,
en baissant la température de la flamme, puisqu’il est le seul à se former dans les conditions
industrielles (hors combustion en lit fluidisé) dans des proportions importantes.
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Annexe B
Fonctionnement du débitmètre
massique thermique
Le principe de fonctionnement du débitmètre massique thermique BROOKS 5863 repose
sur le refroidissement d’un capillaire au passage de l’écoulement. Le débit massique est calculé
à partir de la mesure d’un écart de température entre les deux extrémités du capillaire. Ce
système nécessite un étalonnage préalable. Le débitmètre est étalonné pour un gaz donné (ici
de l’azote) et un coefficient correctif KX doit être porté à la lecture du débit lorsque la nature
du gaz circulant dans le débitmètre diffère :
QnX = QnN2 ∗KX (B.1)
où QnX désigne le débit volumique (en normaux m
3/h).
La table B.1 donne les facteurs de conversions et les masses volumiques dans les conditions
normales de température et pression pour les différents gaz utilisés pour cette étude. Les facteurs
de conversion sont, entre autres, dépendants de la densité, de la capacité calorifique molaire et
de la viscosité de chacune des espèces, en comparaison avec le gaz de référence, l’azote. Dans
ce tableau on note que le facteur de conversion de l’air est très proche de celui de l’azote (c’est
pour cela que nous avons assimilé les deux). La dernière colonne concerne un mélange d’air
N2 O2 Air CO2 Air-He
K 1 0.988 0.998 0.773 1.156
ρ(kg/m3n) 1.251 1.429 1.293 1.977 0.675
Tab. B.1: Facteur de conversion pour un changement de gaz. Débitmètre BROOKS 5863.
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et d’hélium, qui a été utilisé pour montrer l’influence de la densité de l’espèce injectée par le
dispositif de contrôle (cf. chapitre 6). La valeur du facteur de conversion correspondante a été
calculée pour un mélange donné, de la manière suivante :
— La composition molaire du mélange Air-Hélium est la suivante : O2 (10.2%), N2 (40.78%),
He(49.02%)
— Le facteur de conversion d’un mélange se calcule à partir de chacune des espèces consti-
tuantes, selon la formule :
1
Kme´lange
=
NX
i=1
Xi
Ki
(B.2)
où le mélange est constitué de N espèces de fractions molaires Xi et de facteurs de conver-
sion Ki.
— Dans notre cas, on a donc :
Kme´lange =
100
10.2
KO2
+ 40.78KN2
+ 49.02KHe
= 1.156 (B.3)
160
Annexe C
Principe de fonctionnement de
l’anémométrie fil chaud
C.1 Le principe
L’anémométrie à fil chaud est un dispositif de mesure locale du champ de vitesse d’un
écoulement. L’élément clé de cet outil de diagnostic est la sonde à fil chaud (ou film chaud pour
des écoulements liquides). Elle est constituée, pour les plus simples, de deux broches de petites
dimensions reliées par un fil métallique. Ce fil est généralement en tungstène ou en platine,
parfois constitué d’un alliage platine-iridium. Son diamètre varie entre 5 et 10 µm.
Le choix de la taille et du matériau du fil est réalisé de sorte à respecter certaines conditions :
— Le temps de réponse de la sonde à une perturbation du champ de vitesse de l’écoulement
doit être aussi petit que possible et dans tous les cas inférieur au temps caractéristique de
Kolmogorov (i.e. le temps de retournement du plus petit tourbillon)
— Le diamètre du fil doit être inférieur à l’échelle de longueur de Kolmogorov (i.e. celle du
plus petit tourbillon).
— Le fil doit être suffisamment long pour éviter les interactions dynamiques et thermiques
avec les broches.
Le principe de fonctionnement de l’anémométrie fil chaud est simple : il s’agit de réaliser un
bilan thermique sur le fil (Bruun [14]).
Soit un élément de longueur dx du fil. Le bilan énergétique donne :
d
·
Qe = d
·
Qfc + d
·
Qc + d
·
Qr + d
·
Qs (C.1)
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où le terme de gauche représente la puissance libérée par effet Joule par unité de longueur,
venant compenser les termes de droite représentant respectivement les puissances de convection
forcée, conduction, radiation et stockage. Chacun de ces termes peut s’expliciter de la façon
suivante :
d
·
Qe =
I2χw
Aw
dx (C.2)
où χw est la résistivité électrique de l’élément du fil à la température locale, Tw, et Aw la section
du fil.
d
·
Qfc = πdh(Tw − Ta)dx (C.3)
où h est le coefficient de transfert de chaleur, Ta est la température du fluide et d le diamètre
du fil
d
·
Qc = −kwAw
∂2Tw
∂x2 dx (C.4)
où kw est la conductivité thermique du fil à la température Tw.
d
·
Qr = πdσε(T 4w − T 4s )dx (C.5)
où σ est la constante de Stefan-Boltzmann, ε l’émissivité du fil, Ts la température ambiante. Ce
terme est généralement négligé devant les précédents.
d
·
Qs = ρwcwAw
∂Tw
∂t dx (C.6)
où ρw est la densité du fil et cw sa capacité calorifique massique.
En insérant les équations (C.2) à (C.6) dans l’équation (C.1) on obtient alors, en négligeant
le terme de radiation, le bilan thermique suivant :
kwAw
∂2Tw
∂x2 +
I2χw
Aw
− πdh(Tw − Ta)− ρwcwAw
∂Tw
∂t = 0 (C.7)
Notons ici que nous allons à présent uniquement nous intéresser à l’anémométrie fil chaud
à température constante : la température de la sonde est maintenue constante en ajustant
l’intensité du courant la traversant. C’est ce type d’anémométrie qui est utilisée pour la mesure
de vitesse par opposition à l’anémométrie fil chaud à courant constant qui sert à mesurer les
champs de température. De ce fait, on peut écrire :
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∂Tw
∂t = 0 (C.8)
caractérisant ainsi le caractère stationnaire de la température du fil. D’où :
kwAw
∂2Tw
∂x2 +
I2χw
Aw
− πdh(Tw − Ta) = 0 (C.9)
On introduit ensuite la loi de variation de la résistivité en fonction de la température :
χw = χa + χ0α0(Tw − Ta) (C.10)
où χa et χ0 sont les valeurs de la résistivité aux températures Ta et 0. L’équation (C.9) devient
alors :
d2T1
dx2 +K1T1 +K2 = 0 (C.11)
avec
T1 = Tw − Ta (C.12)
et
K1 =
I2χ0α0
kwA2w
− πdhkwAw
(C.13)
K2 =
I2χa
kwA2w
(C.14)
Dans la plupart des applications, K1 est négatif et donc le profil de température sur la sonde
est du type
Tw =
K2
|K1|
"
1− cosh(|K1|
1/2 x)
cosh(|K1|1/2 l/2)
#
+ Ta (C.15)
où l est la longueur du fil (la position x=0 représentant le centre du fil). En moyennant sur la
longueur du fil on obtient la température moyenne du fil :
Tw,m =
K2
|K1|
"
1− tanh(|K1|
1/2 l/2)
|K1|1/2 l/2
#
+ Ta (C.16)
Ainsi on a pu exprimer la valeur moyenne de la température du fil chaud en fonction de ses
caractéristiques physiques, de la température du fluide et du coefficient de surchauffe α0. C’est
grâce à ce dernier que, pour une sonde donnée, on peut choisir la température à laquelle sera
porté le fil. Ce paramètre est extrêmement important car il conditionne la validité des résultats
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mais aussi la durée de vie de la sonde. En effet, le fait d’augmenter la température du fil rendra
la mesure plus précise dans la mesure où il sera plus sensible, même à de tout petits gradients
de vitesse. Cependant, une augmentation de la température du fil le fragilise et c’est pourquoi
il est nécessaire de trouver un compromis.
Si maintenant on moyenne l’équation (C.9), on obtient :
Qfc = πdlh(Tw − Ta) =
χwl
Aw
I2 = RI2 = E
2
R = Qe (C.17)
où E est la tension délivrée par l’anémomètre pour maintenir Tw constant.
On peut dès lors introduire le nombre de Nusselt, qui représente le rapport des effets convec-
tifs et conductifs défini par :
Nu =
hl
k (C.18)
ainsi que le nombre de Prandtl défini par
Pr =
ρcν
k (C.19)
et le nombre de Reynolds défini par
Re =
ρU
ν
La loi de Kramer explicite une relation entre Re, Pr et Nu :
Nu = 0.42P 0.2r + 0.57P 0.33r R0.5e (C.20)
Cette relation est valable pour 0.01<Re<10 000 et 0.71<Pr<1000
En injectant l’équation (C.20) dans l’équation (C.17) on obtient :
E2 = Rπdk Nu(Tw − Ta) = Rπdk(Tw − Ta)(0.42P 0.2r + 0.57P 0.33r R0.5e ) (C.21)
soit une expression du type
E2 = A1 +A2U1/2 (C.22)
où A1et A2 sont des constantes à déterminer. Ceci est une première loi liant le signal de tension
de l’anémomètre et la vitesse de l’écoulement. L’expérience a toutefois montré qu’il était plus
judicieux d’utiliser la relation suivante (dite loi de King) :
E2 = A+BUn (C.23)
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où A, B, et n sont à déterminer par étalonnage de la sonde.
C’est la loi qui est utilisée dans beaucoup d’applications en raison de sa simplicité. Il en existe
beaucoup d’autres, avec, par exemple, toute une série d’expression polynomiale en
Pk
i=0AiU i
où k peut varier jusqu’à 6. Dans cette étude, nous avons utilisé à la fois la loi de King et une
expression polynomiale (avec k=5).
C.2 L’anémomètre
L’anémomètre que nous avons utilisé durant nos campagnes de mesures est un anémomètre
Streamline commercialisé par DANTEC. Sur cet anémomètre nous avons utilisé un module CTA
(Constant Temperature Anemometer) et un module de prise de température.
— Le module CTA est constitué d’un anémomètre et d’un conditionneur de signal. Ce dernier
modifie le signal en tension de sorte qu’il vienne parfaitement s’adapter, via le convertisseur
A/N, à la carte d’acquisition du PC (i.e. à sa gamme de lecture). Cette adaptation se réalise
en appliquant un gain G et/ou une tension d’offset Eoff suivant la relation :
EG(t) = G(E(t)−Eoff ) (C.24)
où EG est la tension lue par le PC.
— Le module de température, auquel est reliée une sonde de type thermocouple, permet
d’adapter la température du fil à celle de l’écoulement. Typiquement, la sonde mesure
la température Ta de l’équation (C.16). L’idée est ici de pouvoir maintenir un écart de
température constant entre le fil est l’écoulement, fixé par le coefficient de surchauffe, de
sorte que cet écart de température reste le même que lors de l’étalonnage de la sonde.
Remarque : tous les paramètres de l’anémomètre (gain, tension offset, coefficient de sur-
chauffe,...) sont réglés à partir du PC via le logiciel Streamware de DANTEC. Toutefois, il n’y
a pas de communication possible entre notre carte d’acquisition et ce logiciel, si bien qu’il a
fallu mettre au point une interface entre la carte d’acquisition et l’utilisateur. Pour ce faire nous
avons utilisé le logiciel Testpoint, spécialement adapté à ce genre de tâche. Le programme créé
permet à la fois de lire et de stocker les données reçues et de piloter le banc de déplacement
électronique CHARLYROBOT. Les données sont ensuite post-traitées sous le logiciel Matlab.
La figure C.1 représente le schéma électrique d’un anémomètre à fil chaud. Les principaux
éléments de ce circuit sont un pont de Wheatstone et un amplificateur opérationnel à boucle de
retour. Le pont de Wheatstone est préalablement équilibré en utilisant une sonde court-circuit
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(Rw=0) de sorte que
Rw +RL
R1
=
R3
R2
(C.25)
où RL est la résistance des broches et des câbles, R1, R2 et R3 les résistances du pont de
Wheatstone.
Fig. C.1: Schéma éléctronique d’un anémomètre à fil chaud
Ainsi, lorsque les caractéristiques de l’écoulement varient, le changement de résistance de la
sonde se traduit par une tension ”d’erreur” e2− e1. L’amplificateur a alors un courant de sortie
i qui est inversement proportionnel à la variation de résistance du fil. Ce courant alimente le
pont de Wheatstone et a pour effet de redonner sa valeur originelle à la résistance de la sonde.
Ainsi la tension E correspond à la tension qu’il a fallu fournir pour maintenir le fil à température
constante.
Remarque : Le rapport R2/R1 est appelé le rapport de pont. L’anémomètre permet d’utiliser
un rapport égal à 1 ou 20. On peut également le régler manuellement à n’importe quelle valeur,
mais cette manoeuvre peut s’avérer délicate est n’est pas indispensable dans notre cas.
C.3 L’étalonnage
La qualité de l’étalonnage de la sonde conditionne fortement la validité des résultats, aussi
faut-il y accorder une importance toute particulière. Le but de l’étalonnage est de déterminer
les coefficients de la loi de King (cf. équation (C.23)) ou de l’expression polynomiale. Seulement,
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comme nous l’avons établi dans le § C.1, ces paramètres sont fortement dépendants des carac-
téristiques thermoélectriques de la sonde et donc des conditions expérimentales. Aussi, afin de
pallier le changement de ces caractéristiques (i.e. la ”dérive de la sonde”) il est nécessaire de
renouveler l’étalonnage très régulièrement.
Pour ce faire nous avons utilisé un premier système permettant d’étalonner la sonde entre 0
et 40 m/s. La partie avale de ce système d’étalonnage est constituée d’une zone de tranquilisation
cylindrique, munie d’une prise de pression statique. Cette zone cylindrique débouche à l’air libre
via un convergent conique de rapport de section (entre l’amont et l’aval) très élevé. La sonde
à étalonner est disposée au dessus du convergent conique, alignée sur la direction principale de
l’écoulement. Ce faisant, on peut approximer la pression statique au niveau de la sonde comme
étant celle de l’air ambiant. Aussi, en appliquant la relation de Bernoulli, on peut directement
obtenir une expression de la vitesse de l’écoulement au niveau de la sonde. En effet, soit U1,
p1 la vitesse et la pression statique au niveau de la zone de tranquilisation, et soit U2 et p2 la
vitesse et la pression au niveau du fil de la sonde. On obtient alors, par le théorème de Bernoulli
p2 +
ρ
2
U22 = p1 +
ρ
2
U21 (C.26)
Soit S1 la section de passage de l’écoulement au niveau de la zone de tranquilisation et S2
celle de la partie avale du convergent conique. On a alors, par conservation du débit :
ρU1S1 = ρU2S2 (C.27)
Ainsi, l’équation (C.26) donne :
U2 =
s
2
ρ
p1 − p2
1− S2S1
(C.28)
A tout moment nous pouvons donc connaître simultanément la valeur de la vitesse (la dif-
férence de pression étant mesurée par un micromanomètre relié au PC) et celle de la tension
délivrée par l’anémomètre. Pour effectuer un ”bon” étalonnage, il faut prendre un nombre im-
portant de doublet (tension, vitesse) sur toute la plage désirée (soit environ une trentaine sur
un plage de 0 à 40 m/s en ce qui nous concerne) mais aussi attendre environ 30 secondes avant
chaque acquisition du signal de tension, de sorte que le fil soit parfaitement stable (plus aucune
perturbation due à l’écoulement). De plus, il faudra veiller à ce que l’intensité turbulente de
l’écoulement définie ci-dessous soit très faible.
Tu =
rP
i
(Ui − U)2
U
(C.29)
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Ui représente la vitesse instantanée et U la vitesse moyenne de l’écoulement. Typiquement, on
considère qu’il est nécessaire d’avoir une intensité turbulente inférieure à 0.5% pour garantir un
étalonnage correct.
Enfin, il faut inverser la loi de King à l’aide de ces points d’étalonnage. La méthode utilisée
ici est basée sur celle des moindres carrés et retourne la valeur des coefficients A, B et n de
l’équation (C.23).
Un autre système d’étalonnage consiste à utiliser la soufflerie d’étalonnage DANTEC 54H10,
couplée avec un logiciel de traitement des données qui permet de calculer les différents coeffi-
cients constituant la relation d’étalonnage sous forme polynomiale. Ceci nécessite un étalonnage
préalable de la soufflerie, réalisé en usine.
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Equations résolues dans AVBP
D.1 Equations de Navier Stokes instantanées
Le point de départ de toute simulation numérique repose sur la formulation préalable des
principes fondamentaux de la mécanique et de la thermodynamique qui régissent son mouve-
ment. Dans le cadre de la mécanique des fluides, les équations de conservation de la masse, de la
quantité de mouvement et de l’énergie totale constituent ce que l’on appelle communément les
équations de Navier-Stokes. Pour un écoulement de fluide visqueux, compressible, conducteur de
la chaleur et pour lequel les forces de pesanteur sont négligeables, elles s’expriment sous la forme :
∂
∂tρ+
∂
∂xj
ρUj = 0 (D.1)
∂
∂tρUi +
∂
∂xj
(ρUiUj + Pδij) =
∂
∂xj
σij (D.2)
∂
∂tρEt +
∂
∂xj
[Uj(ρEt + P )] =
∂
∂xj
σijUi −
∂
∂xj
qj (D.3)
où ρ est la masse volumique, P la pression statique, Ui la ie`me composante du vecteur vitesse
(i ∈ {1, 2, 3}), σij le tenseur des contraintes visqueuses, Et l’énergie totale par unité de masse,
qj le flux de chaleur et δij le tenseur de Kronecker.
Dans ce système d’équations, l’énergie totale par unité de masse s’exprime à partir de l’énergie
interne e et de l’énergie cinétique selon la relation :
Et = e+
1
2
UkUk (D.4)
Par ailleurs, le fluide étant supposé Newtonien, la loi de comportement donnant le tenseur
des contraintes visqueuses prend la forme :
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σij = µ
µ
∂Ui
∂xj
+
∂Uj
∂xj
¶
+ λ
µ
∂Ui
∂xj
¶
δij (D.5)
dans laquelle µ et λ sont reliés par l’hypothèse de Stokes :
3λ+ 2µ = 0 (D.6)
Selon la loi de conduction thermique de Fourier, le flux de chaleur de composante qj s’ex-
prime en fonction de la température comme :
qj = −λc
∂T
∂xj
(D.7)
le coefficient de conductivité thermique λc s’exprimant en fonction de la viscosité dynamique à
l’aide du nombre de Prandtl :
Pr = µcpλc
= γµcvλc
(D.8)
où cp et cv sont les chaleurs spécifiques à pression et à volume constants et γ = cp/cv. Le nombre
de Prandtl Pr et les chaleurs spécifiques à pression constante peuvent être considérées comme
étant constants pour l’air dans des conditions standards : Pr = 0.71, cp = 1004.5J/kgK.
Notons que comme e = cvT , le flux de chaleur peut encore s’exprimer sous la forme :
qj = −γ
µcv
Pr
∂T
∂xj
= −γµPr
∂e
∂xj
(D.9)
La viscosité dynamique est donnée, pour la gamme de température étudiée, par la loi de
Sutherland :
µ = µ0
r
T
T0
µ
1 + S/T0
1 + S/T
¶
(D.10)
où µ0 = 1.711× 10−5P , l est la viscosité du fluide à la température de référence T0 = 273.15K
et S est une constante fixée pour l’air à 110.4K.
A ce stade, le système requière encore la connaissance d’une loi d’état afin de prendre en
compte les variations de masse volumique et de pression liées aux variations de température.
En considérant l’air comme un gaz parfait, on a :
p = ρrT = ρ(γ − 1)e (D.11)
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où r est relié aux chaleurs spécifiques par la relation de Meyer : r = cp − cv.
La température peut alors être donnée par la relation :
T = γ − 1r (Et −
1
2
U2) (D.12)
D.2 Mise en forme des équations pour la résolution en LES
En LES, les quantités sont filtrées spatialement, à une certaine valeur de coupure déterminée
par le maillage. La partie filtrée d’une quantité f est donc résolue tandis que f 0 = f−f¯ est modé-
lisée par les termes de sous maille (subgridscale terms). Les équations à résoudre numériquement
en LES sont obtenues en filtrant spatialement les équations de Navier Stokes instantanées. Pour
un écoulement compressible et visqueux et en l’absence des forces de pesanteur, le système
d’équations devient :
∂W
∂t +
−→∇ ·−→F = 0 (D.13)
Pour la masse volumique qui est variable dans notre cas, nous introduisons un filtre de type
moyenne de Favre pour lequel ρ ef = ρf .
• W est le vecteur des variables conservatives :
W =


ρ
ρeu
ρev
ρ ew
ρfEt


(D.14)
• −→F est le tenseur de flux tel que −→F =T (f, g, h). Les composantes du tenseur de flux peuvent
être décomposées en sommes de 3 types de termes : les termes non-visqueux
−→F I (f I , gI , hI),
visqueux
−→F V (fV , gV , hV ) et de sous-maille −→F t (f t, gt, ht).
• Pour la partie eulérienne du tenseur des flux :
f I =


ρ eu
ρ eu2 + p
ρ fuv
ρ fuw
(ρ fEt + p)eu


, gI =


ρ ev
ρ fuv
ρ ev2 + p
ρ fvw
(ρ fEt + p)ev


, hI =


ρ ew
ρ fuw
ρ fvw
ρ ew2 + p
(ρ fEt + p) ew


(D.15)
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• Pour les termes visqueux du tenseur des flux :
fV =


0
−eτxx
−eτxy
−eτxz
−(eu eτxx + ev eτxy + ew eτxz) + eqx


, gV =


0
−eτxy
−eτyy
−eτyz
−(eu eτxy + ev eτyy + ew eτyz) + eqy


hV =


0
−eτxz
−eτyz
−eτ zz
−(eu eτxz + ev eτyz + ew eτ zz) + eqz


(D.16)
avec :
eτxx = 2µ
3
µ
2
∂eu
∂x −
∂ev
∂y −
∂ ew
∂z
¶
, eτxy = µµ∂eu∂y + ∂ev∂x
¶
eτyy = 2µ
3
µ
2
∂ev
∂y −
∂eu
∂x −
∂ ew
∂z
¶
, eτxz = µµ∂eu∂z + ∂ ew∂x
¶
(D.17)
eτ zz = 2µ
3
µ
2
∂ ew
∂z −
∂eu
∂x −
∂ev
∂y
¶
, eτyz = µµ∂ev∂z + ∂ ew∂y
¶
• Enfin les termes de sous-mailles du tenseur des flux :
f t =


0
−eτ txx
−eτ txy
−eτ txz
−(eu eτ txx + ev eτ txy + ew eτ txz) + eqx


, gt =


0
−eτ txy
−eτ tyy
−eτ tyz
−(eu eτ txy + ev eτ tyy + ew eτ tyz) + eqy


ht =


0
−eτ txz
−eτ tyz
−eτ tzz
−(eu eτ txz + ev eτ tyz + ew eτ tzz) + eqz


(D.18)
Le tenseur de Reynolds est tel que : eτ tij = −ρ(guiuj − eui euj) et peut être aussi écrit commeeτ tij = 2µt(eSij − 13δij eSll) où µt est la viscosité turbulente modélisée de différentes façons selon le
modèle de LES utilisé (cf. § 3.3.1).
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Viscosité artificielle : senseurs et
opérateurs
E.1 Les senseurs de viscosité artificielle
Comme nous l’avons vu dans le paragraphe 3.3.3, l’application de viscosité artificielle dans
une simulation passe par le calcul d’une fonction appelée senseur qui détermine le besoin en
viscosité artificielle. Deux types de senseurs peuvent être utilisés dans AVBP : le senseur de
Jameson et celui de Colin.
Le senseur de Jameson
Le calcul du senseur de Jameson ζJΩj pour une cellule Ωj à une itération donnée n se fait
par la recherche du maximum de la fonction ζJk , qui est le senseur de Jameson calculé en chaque
sommet de la cellule considérée.
ζJΩj = maxk∈Ωj
ζJk
La fonction ζJk est basée sur une quantité scalaire notée S ici, le plus souvent la pression, et
vaut :
ζJk =
| ∆k1 −∆k2 |
| ∆k1 | + | ∆k2 | + | Sk |
(E.1)
avec : ∆k1 = SΩj − Sk
∆k2 = (
−→∇S)k · (−→x Ωj −−→x k)
L’indice Ωj est relatif à la cellule, et l’indice k est relatif aux sommets de cette cellule. ∇S est le
gradient de S tel qu’il est calculé dans AVBP. On peut noter que ∆k1 mesure la variation de S
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sur la cellule, tandis que ∆k2 prend en compte l’ensemble des cellules voisines du sommet k par
le calcul du gradient.
En écrivant le senseur complet, on s’aperçoit qu’il est proportionnel à la dérivée seconde de
S, ce qui correspond bien à la fonction que l’on voulait établir : une fonction qui vaut 0 lorsque
la variation de S est linéaire, et qui est non nulle lorsque S présente de fortes variations.
Le senseur de Colin
Ce senseur développé au Cerfacs est spécifique de la LES. Il se déclenche beaucoup moins
que le senseur de Jameson. Il utilise une fonction Ψ qui peut être écrite sous la forme :
Ψ = max
k∈Ωj
µ
0, ∆
k
| ∆k | +1Sk ζ
J
k
¶
(E.2)
avec : ∆k = | ∆k1 −∆k2 | −kmax( | ∆k1 | , | ∆k2 | )
k = 2
µ
1− 3
max( | ∆k1 | , | ∆k2 | )
| ∆k1 | + | ∆k2 | +Sk
¶
Les valeurs des constantes sont prises dans AVBP telles que : 1 = 1.10−2, 2 = 0.95 et 3 = 0.5.
Le senseur de Colin a alors pour définition :
ζCΩj =
1
2
µ
1 + tanh
µ
Ψ−Ψ0
δ
¶¶
− 1
2
µ
1 + tanh
µ
−Ψ0
δ
¶¶
Avec les constantes Ψ0 = 2.10−2 et δ = 1.10−2.
Cette définition de tenseur permet d’être plus performant et cohérent par rapport au but
premier de la viscosité artificielle, surtout pour des écoulements instationnaires. Il prend en
charge différentes situations que ne différenciait pas le senseur de Jameson, et agit comme suit :
— Le senseur est assez faible dans des zones d’erreurs numériques de faible amplitude ou
devant de faibles gradients (∆k1, ∆k2 faibles devant SΩj ) qui peuvent être bien résolus par
le schéma numérique.
— Le senseur a une valeur élevée lorsque l’on a des oscillations numériques d’amplitudes
élevées (∆k1, ∆k2 de signes différents, et l’un grand devant l’autre).
— Le senseur a également une valeur élevée dans les cas non-physiques (∆k1, ∆k2 du même
ordre que SΩj ) qui proviennent de problèmes numériques.
Ce senseur est utilisé dans 2 des modèles de viscosité artificielle, le modèle de Colin et le
modèle S-L-K, modèles qui sont utilisées pour les simulations dont il est question ici.
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E.2 Les opérateurs d’ordre 2 et 4 et les coefficients associés
Les modèles de viscosité artificielle implémentés dans AVBP sont une combinaison de 2
opérateurs : un opérateur d’ordre 2 et un autre d’ordre 4. Ces opérateurs ont des propriétés
différentes. L’opérateur de 2e`me ordre agit comme une viscosité classique. Il lisse les forts gra-
dients en introduisant de la dissipation supplémentaire à celle purement physique : la dissipation
artificielle. Il a pour effet de laisser intactes les zones où le senseur est inactif, et d’assurer la
stabilité et la robustesse nécessaire pour résoudre les zones présentant des problèmes numé-
riques. Il tire son nom du fait qu’il agit comme un opérateur laplacien (dérivée du second ordre).
L’opérateur de 4e`me ordre agit différemment dans le sens où il introduit une faible dissipation
(background dissipation) dans les zones présentant de faibles gradients. Son nom est dû à son
action particulière, de type bi-laplacien (laplacien de laplacien).
La façon dont ils sont appliqués dépend de la valeur du senseur et des paramètres utilisateur
que sont les coefficients smu2 et smu4. En effet les 2 opérateurs sont proportionnels à leur
coefficient respectif (smu2 associé à l’opérateur d’ordre 2, smu4 à celui d’ordre 4). Selon le
modèle de viscosité artificielle choisi, les opérateurs de 2ème et 4ème ordre ne sont pas appliqués
à toutes les variables.
E.3 Les modèles de viscosité artificielle
Plusieurs modèles de viscosité artificielle ont été implémentés dans AVBP. Ils diffèrent par le
senseur qu’ils utilisent, par la façon dont les opérateurs de 2ème ou 4ème ordre y sont appliqués,
et sur quelles variables ils sont appliqués :
— "Honey" : le senseur est constamment à sa valeur maximum et en tout point. Cela veut
dire qu’on applique le maximum de viscosité artificielle partout, par l’intermédiaire de
l’opérateur d’ordre 2. Toutes les variables de transports sont affectées par ce modèles
(quantité de mouvement, énergie et espèces). Ce modèle de viscosité artificielle ne peut
en aucun cas être utilisé pour effectuer des simulations LES. Son utilité réside plutôt
dans l’initialisation d’un calcul, notamment sur la condition initiale présente de fortes
discontinuités.
— Jameson : il utilise le senseur de Jameson. Le montant de viscosité d’ordre 2 est propor-
tionnel au senseur, et celui d’ordre 4 est utilisé uniquement quand le senseur est faible.
L’ensemble des variables est concerné par ce modèle.
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— Colin : le senseur utilisé est celui de Colin, et la façon dont est appliquée la viscosité
artificielle est la même que pour Jameson, sauf que les variables de quantité de mouvement
ne sont pas concernées par cette méthode.
— S-L-K : le senseur est toujours celui de Colin mais ici on applique un peu (10% de la valeur
calculée à la base) de viscosité artificielle sur les variables de quantité de mouvement. Cela
permet d’éviter les oscillations numériques possibles avec le modèle de Colin.
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Condition aux limites d’entrée
F.1 Le profil théorique
L’entrée de chacune des configurations, aussi bien SW90 que TL, consiste en une section
de conduite cylindrique. L’idée est donc ici d’imposer pour condition limite d’entrée un profil
caractéristique des écoulements turbulents en conduite cylindrique. La théorie afférente repose
sur la définition du coefficient de résistance λ en fonction de la vitesse débitante U (loi de paroi
expérimentale de Blasius) :
λ = K 0
µ
RU
υ
¶− 1m
(F.1)
et de celle de la contrainte pariétale τw en fonction de la vitesse de frottement pariétale U∗ :
τw = ρU∗
2
=
Cf
2
ρU 20 (F.2)
avec
U∗2 = υt
∂u
∂y )y=0 (F.3)
Cf désignant le coefficient de frottement et U0 la vitesse maximale sur l’axe. De plus, pour une
conduite cylindrique on a :
τw =
λ
8
ρU 2 (F.4)
Ainsi, en combinant (F.2) et (F.4) on obtient une première relation :
U
U∗ =
µ
8
λ
¶1
2
(F.5)
En réinjectant la loi de Blasius (F.1) on a la nouvelle expression de la relation entre U et U∗
U
U∗ =
µ
8
K 0
¶ m
2m−1
µ
RU∗
υ
¶ 1
2m−1
(F.6)
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On suppose alors que le profil de u varie sensiblement dans la conduite en loi puissance de n :µ
u
U0
¶n
=
y
R (F.7)
où y désigne la distance à la paroi et R le rayon de la conduite. En intégrant ce profil sur le
diamètre on obtient la relation :
U
U0
=
2n2
(n+ 1)(2n+ 1) (F.8)
d’où la relation :
u
U∗ =
(n+ 1)(2n+ 1)
2n2
µ
8
K 0
¶ m
2m−1
µ
RU∗
υ
¶ 1
2m−1 ³ y
R
´ 1
n (F.9)
Mais, en proche paroi, u/U∗ ne peut pas dépendre de R, d’où forcément :
n = 2m− 1 (F.10)
Ensuite, il reste à mesurer expérimentalement la valeur de m. Pour cela on a, dans une
conduite cylindrique de section circulaire, la relation :
τw = ρU∗
2
=
λ
8
ρU 2 = R
2
∆p
∆z (F.11)
sous l’hypothèse que le tube est parfaitement cylindrique (i.e. que U∗ est uniformément réparti
autour du tube). Il est alors possible de mesurer expérimentalement la perte de charge et d’en
déduire U∗ et donc m. Blasius trouve m=4, ce qui correspond à n=7.
Ainsi le profil radial u(r) semi-empirique qui sera imposé en entrée sera de la forme :
u(r) = (n+ 1)(2n+ 1)
2n2 U
³
1− rR
´ 1
7
(F.12)
Remarque : Schlichting a établi une relation plus précise, liant n au nombre de Reynolds par
la relation :
n = 3
µ
RU
υ
¶0.08
(F.13)
ce qui donne pour notre Reynolds de 25000, n=6.74.... Nous conserverons l’approche de Blasius.
F.2 Simulation d’une conduite cylindrique
Afin d’étudier l’importance de la condition limite d’entrée, une conduite cylindrique simple
est simulée. La longueur de la conduite est de 5 cm, le diamètre de 1 cm. Il s’agit donc ici de la
géométrie de la buse A90 sans les actionneurs ni la boîte de confinement. A l’entrée de ce calcul,
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Fig. F.1: Profils radiaux de vitesse dans une conduite cylindrique à section circulaire.
nous imposons un profil de vitesse en 1/7 (cf. equation F.12). La figure F.1 montre l’évolution
du profil de vitesse à l’intérieur de la conduite. Sur ce graphique sont représentés le profil de
vitesse d’entrée, le profil de vitesse au milieu de la conduite et celui à la sortie du tube. En
premier lieu, on constate que le profil d’entrée diffère du profil théorique au niveau de la paroi
du tube. En effet, plus le premier point du maillage est éloigné de la paroi moins la pente du
profil de vitesse est élevée et donc plus on s’éloigne du profil théorique. Il est utile d’introduire
la grandeur adimensionnelle y+ définie à partir de la vitesse de frottement pariétal U∗ :
y+ = U
∗y
ν (F.14)
où y désigne la distance à la paroi et ν la viscosité de l’écoulement. La grandeur y+ peut être à
la fois considérée comme un nombre de Reynolds et comme une longueur adimensionnée. C’est
la grandeur de référence en matière de couche limite turbulente. Ainsi, une couche limite se
décompose en trois zones :
— y+< 5 : sous couche visqueuse U+ = uU∗ = y+, on parle aussi de zone linéaire
— 5<y+<50 : zone tampon, assez mal connue.
— y+>50 : sous couche inertielle ou zone logarithmique : U+ = 1KLog (y+) +B
En termes de simulation numérique (dans une conduite par exemple) il faut veiller à ce que la
valeur de y+ au premier point soit aussi petite que possible. Autant il serait possible de raffiner
le maillage près de la paroi dans le cas d’un calcul d’une conduite cylindrique seule, autant
dans le cas de notre configuration complète (tube+boîte+actionneurs) il ne sera pas possible de
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créer un maillage pour lequel y+ sera suffisamment petit pour résoudre les phénomènes qui se
déroulent en zone de proche paroi : cela engendrerait un surcoût de calcul énorme.
Cependant si la valeur de y+ correspondant au point du maillage le plus proche de la paroi
est trop importante, il s’en suit une importante modification dans la valeur de la perte de charge
le long de la conduite. En effet, le frottement pariétal est défini par :
τw = µt
∂u
∂y )y=0 (F.15)
et la perte de charge par :
∆p
L = −2
τw
R (F.16)
Ainsi, plus le premier point du maillage est éloigné de la paroi, moins le gradient de vitesse
à la paroi est résolu et donc plus grande est l’erreur commise sur la perte de charge dans la
conduite.
F.2.1 Perte de charge
D’après l’équation F.11, on peut établir une relation pour la perte de charge en conduite
cylindrique :
∆p
L = −
1
2
ρU 2 λD (F.17)
où ∆p est la perte de charge algébrique, L la longueur de la conduite cylindrique, U la vitesse
débitante, λ le coefficient de résistance et D le diamètre de la conduite.
Dans la littérature on trouve :
λ = 64Re en écoulement laminaire
λ = 0.3164
(Re)
1
4
en écoulement turbulent lisse
(F.18)
On peut ainsi évaluer la perte de charge théorique en régime turbulent dans notre tube
(L=50mm, U=50m/s, D=10mm, soit Re=33000) :
∆p = −170 Pa (F.19)
Le calcul donne une valeur bien plus faible, de l’ordre de 25 Pa. Il s’agit d’un bon ordre de
grandeur pour la perte de charge en régime laminaire (qui vaut théoriquement 14 Pa). On voit
ici l’un des effets du choix de la stratégie : il n’y a pas de LES dans le tube, la résolution du
maillage étant trop faible. Aussi, il est impossible de retrouver les valeurs théoriques de perte
de charge en régime turbulent. Ici tout se passe comme si l’écoulement était laminaire mais à
un nombre de Reynolds de 33000.
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On peut alors ensuite calculer la vitesse de frottement pariétale :
U∗ =
s
R
2ρ
∆p
L (F.20)
et donc évaluer y+ au premier point de notre maillage par
y+ = U
∗y
ν =
y
ν
s
R
2ρ
∆p
L (F.21)
Le premier point du maillage utilisé est situé à 0.4 mm de la paroi, ce qui correspond, d’après
la table F.1 à un y+ de 72. On est loin ici des valeurs typiques de y+ acceptable pour réaliser
une bonne LES (plutôt de l’ordre de 10, soit un premier point 5 fois plus prêt du bord !). Une
fois encore, l’écoulement dans le tube est une approximation : l’idée est ici de rendre compte
de la possibilité d’utiliser un maillage ”grossier” dans le tube, i.e. d’économiser des points de
maillage pour faire une bonne LES dans le jet, sans pour autant que cela nuise à la pertinence
des résultats.
y(mm) y+
0.1 18
0.4 72
0.5 90
Tab. F.1: Différentes valeurs de y+ en fonction de la distance à la paroi du premier point du maillage
(y).
Remarque : dans le cas d’une conduite cylindrique à section circulaire on peut également
calculer U ∗ plus rapidement. En effet, à partir de la relation de Blasius (équation F.1) et avec
λ = 0.3164
(Re)
1
4
on obtient directement
U∗ =
r
0.03955.U7/4
³ ν
D
´1/4
(F.22)
Dans notre cas, les valeurs numériques différent peu (U ∗=2,7 m/s contre 2,67m/s).
F.2.2 Adaptation du profil d’entrée
Sous l’effet combiné de l’absence de lois de paroi dans les simulations et de l’impossibilité
d’utiliser un maillage suffisamment raffiné aux parois de la conduite cylindrique, on observe, sur
la figure F.1, la déformation du profil de vitesse le long de la conduite cylindrique. Ainsi, le profil
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de vitesse en sortie de la conduite de 5 cm a tendance à se relaminariser. De ce fait, dans le cas
d’une simulation complète (avec la boîte de confinement et les actionneurs), le profil de vitesse
à x/D=0 sera beaucoup trop éloigné du profil réel, et ce, d’autant plus que la conduite sera
longue (du fait de la mauvaise évaluation des pertes de charge). Aussi, pour pallier cet écart à
l’expérience, plusieurs solutions peuvent être abordées :
— raffiner le maillage à la paroi : ceci aura pour effet de mieux résoudre les phénomènes de
proche paroi, au détriment toutefois du temps de calcul. On rappelle en effet ici que le
pas de temps d’une simulation LES est fixé par la taille de la plus petite cellule. Ainsi, en
raffinant le maillage à la paroi on contribue doublement à accroître le coût CPU, puisque
l’on ajoute des mailles et l’on réduit la taille de la plus petite d’entre elles.
— diminuer la longueur de la conduite cylindrique : étant donné que le profil imposé en
entrée est d’autant plus modifié que la conduite est longue, réduire la taille de celle-ci
contribuerait à avoir un profil de vitesse en sortie de buse plus proche de celui imposé.
— adapter le profil de vitesse imposé en entrée : modifier le profil imposé en entrée pour
anticiper la déformation de celui-ci le long de la conduite et obtenir le profil de vitesse
souhaité à la sortie de la buse.
Dans les simulations numériques réalisées pour cette étude, les trois propositions ci-dessus
sont combinées : la longueur de la buse est diminuée (1.2 cm pour la buse SW90, 0.8 pour la
buse TL contre 5 cm pour la buse A90), le maillage est raffiné à la paroi, dans la limite des coûts
de calcul autorisés et le profil de vitesse imposé en entrée est directement adapté d’un profil de
vitesse expérimental réalisé au fil chaud. Ceci permet d’obtenir un profil de vitesse moyenne en
sortie de buse proche du profil mesuré sans avoir à calculer explicitement la turbulence dans la
buse elle-même.
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